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Muchas de las estructuras que nos rodean y que en algunos casos usamos de 
manera habitual en nuestro discurrir diario son estructuras esbeltas. Ejemplos de 
estas, son estructuras civiles como puentes, pasarelas peatonales, rascacielos y 
chimeneas industriales,  o estructuras metálicas como las grúas torre y las torres 
de aerogeneradores entre otras muchas. Una característica común en la mayoría 
de estas es que se mueven o vibran cuando están sometidas a cargas dinámicas 
bien de naturaleza medioambiental (viento, terremotos,…) o debidas al tráfico 
rodado y peatonal que circula por ellas. Cuando las propiedades modales de las 
estructuras están dentro del espectro de frecuencias de las cargas dinámicas y las 
estructuras entran en resonancia con dichas cargas, el nivel de vibraciones que 
experimentan las estructuras puede condicionar su uso y en un último caso su 
integridad. 
 
El objetivo de la tesis es el de aunar y dar una guion conductor a los estudios 
realizados de forma individual y en colaboración en los últimos años dentro de la 
temática de análisis y control de vibraciones en estructuras esbeltas 
principalmente civiles y más concretamente en pasarelas peatonales. La gran 
mayoría de los estudios han sido realizados en la Fundación CARTIF en 
colaboración con la UVA como parte de proyectos de investigación de convocatorias 
nacionales, así como estudios internos. El objetivo de dichos estudios fue el 
desarrollo e implementación de nuevas estrategias para el análisis de vibraciones, 
la estimación de los parámetros modales y el diseño e implementación de controles 
de vibración basados en amortiguadores de masa de naturaleza pasiva, adaptativa, 










Many of the structures that surround us and that in some cases we use in our daily 
way are slender structures. Examples of these are civil structures such as bridges, 
pedestrian walkways, skyscrapers and industrial chimneys, or metal structures such 
as tower cranes and wind turbine towers among many others. A common feature in 
most of these structures is that they move or vibrate when they are subjected to 
dynamic loads like environmental ones (wind, earthquakes ...) or due to road and 
pedestrian traffic that circulates through them. When the modal properties of the 
structures are within the frequency spectrum of the dynamic loads and the 
structures come into resonance with these loads, the level of vibrations experienced 
by the structures can condition their use and in the latter case their integrity. 
 
The objective of the thesis is to combine the studies carried out individually and 
collaboratively in recent years within the topic of analysis and control of vibrations in 
slender structures mainly civil ones and more specifically in footbridges. The vast 
majority of the studies have been carried out at CARTIF Foundation as part of 
research projects for national calls, as well as internal studies. The objective of 
these studies was the development and implementation of new strategies for the 
analysis of vibrations, the estimation of modal parameters with classic and novel 
methods and the design and implementation of vibration controls based on passive, 
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Muchas de las estructuras que nos rodean y que en algunos casos son usadas de 
manera habitual en nuestro discurrir diario, son estructuras esbeltas, entendiendo 
por esbeltez la relación que existe entre la sección de la estructura y su longitud. A 
mayor diferencia entre estas dos magnitudes, mayor es el grado de esbeltez de la 
estructura y más propensa será a desarrollar fenómenos como el pandeo o 
vibraciones de gran amplitud. Ejemplos de estructuras esbeltas son estructuras 
civiles como puentes, pasarelas peatonales, rascacielos, chimeneas industriales, 
etc., o estructuras metálicas como las grúas torre y las torres de aerogeneradores 
entre otras muchas.  
 
Una característica común en la mayoría de estas estructuras, es que se mueven o 
vibran cuando están sometidas a cargas dinámicas, las cuales pueden ser de 
naturaleza medioambiental (viento, terremotos,…), como consecuencia de 
maquinaria rotativa instalada o cercana a dichas estructuras, o bien debidas al 
tráfico rodado y peatonal que circula por ellas.  
 
 
Figura 1.1 Rangos de frecuencia típicas de algunas cargas y estructuras. (Borges, et al., 1969)   
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Cuando alguno de los modos de las estructuras están dentro del espectro de 
frecuencias de las cargas dinámicas (Figure 1.1) y por tanto, entran en resonancia 
con dichas cargas, el nivel de vibraciones que experimentan las estructuras puede 
condicionar su uso y en un último caso su integridad. 
 
En la mayoría de los casos, las estructuras se han diseñado para que el nivel de 
vibraciones sea limitado tal que no condicione ni su integridad, ni la seguridad y 
comodidad de sus usuarios. En algunos casos, debido tanto a errores e 
incertidumbres en el diseño, como a fenómenos o cargas que no se contemplaron 
en este (picos de afluencia debidas a manifestaciones, día de la inauguración,…), 
puede ocurrir que el nivel de vibración de la estructura una vez puesta en servicio 
sea mayor del esperado y afecte tanto a su integridad (plasticidad en alguna de las 
uniones, problemas de fatiga,...) como a la seguridad y comodidad de los usuarios 
(estado de servicio de la estructura).  Ejemplos de estructuras donde se han 
desarrollado niveles de vibraciones elevados son, las pasarelas peatonales de 
Solferino (1999) de Paris y del Millenium Bridge (2000) de Londres en su 
inauguración, o el puente de Volgogrado (2008). En todas ellas, debido al nivel de 
vibraciones que experimentaron, tuvieron que cerrarse al tráfico y se las dotó de 
sistemas mecánicos que aumentaran su amortiguamiento tal que alcanzaran los 
niveles de estado de servicio requeridos por sus normativas nacionales. 
 
En el caso de las pasarelas peatonales, estas en general son estructuras ligeras y 
esbeltas, lo que las hace muy susceptibles de vibrar al paso de peatones y frente a 
acciones medioambientales como el viento. Esto queda patente si se estudian los 
rangos de valores en los que habitualmente están los parámetros modales de 
dichas estructuras y las características de las cargas mencionadas.  
 
Respecto a los parámetros modales de las pasarelas peatonales, analizando los 
valores de frecuencia del primer modo de flexión, estos suelen estar entre 1 y 5 Hz 
como puede verse en las gráficas que Zoltowsiki (Zoltowski, et al., 2006) y Oliveira 
(Oliveira, 2014) obtuvieron de sus estudios (Figura 1.2). Un dato interesante que 
puede obtenerse de la primera de las gráficas, es que el material usado en la 
construcción de las estructuras no tiene mucha influencia en el valor de la 
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frecuencia del modo principal. Por otro lado, en ambas gráficas se observa como a 
mayor longitud del vano, menor es el valor de frecuencia del modo principal. Lo 
cual es lógico, ya que en general la rigidez de la estructura es menor a mayor 




(Zoltowski, et al., 2006)  (Oliveira, 2014) 
Figura 1.2 Frecuencias fundamentales de pasarelas peatonales según la longitud del vano  
 
El hecho de que la mayoría de este tipo de estructuras tenga valores de frecuencia 
del primero de sus modos por debajo de 5 Hz, las hace claramente susceptibles de 
entrar en resonancia bajo la acción de los peatones como se verá más adelante. 
Estos valores de frecuencia son una consecuencia directa de la actual tendencia de 
hacer estructuras más esbeltas, ligeras y de vanos mayores a medida que se han 
mejorado las técnicas constructivas y que los criterios estéticos tienen más peso en 
el diseño.  
 
Otro parámetro modal importante en relación a las vibraciones es el 
amortiguamiento. En la Figura 1.3 se presentan los resultados  del estudio 
realizado dentro del proyecto HIVOSS (Hivoss, 2008) de investigación de las 
vibraciones generadas por seres humanos en estructuras. En las gráficas se 
observa como los valores de amortiguamiento de las pasarelas peatonales 
estudiadas están en el rango de [0.1-2]% en términos de razón de amortiguamiento 
crítico, siendo los valores de muchas de las estructuras menores del 1%. En 
general, un valor bajo de amortiguamiento se traduce en dos circunstancias no 
deseables desde el punto de vista del comportamiento dinámico de la estructura. 
Por una parte, una vez que se produzcan las vibraciones están tardarán más 
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tiempo en disiparse y por tanto producirán más tiempo de incomodidad a los 
peatones y en segundo lugar, en el caso de producirse el fenómeno de resonancia, 
se alcanzarán valores de desplazamiento y aceleración mayores, siendo este último 
el principal parámetro que se usa para medir el grado de confort de los seres 





Figura 1.3 Razón de amortiguamiento crítico de pasarelas peatonales según (a) la longitud del vano y (2) 
la frecuencia del primer modo, (Hivoss, 2008) 
 
 
En las gráficas también se observa que en el caso del amortiguamiento, al contrario 
que en la frecuencia, no hay una correlación clara entre su valor y la longitud de los 
vanos.  
 
Respecto a las cargas a las que una estructura civil puede estar sometida, 
Bachmann (Bachmann & Ammann, 1987) las clasifico en estáticas y dinámicas 
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(Figura 1.4). Siendo estas últimas las principales responsables de las vibraciones 
de las estructuras.  
 
 
Figura 1.4 Razón Tipos de carga (Bachmann & Ammann, 1987) 
 
 
En el caso de las pasarelas peatonales y dentro de las diferentes cargas dinámicas 
a las que pueden estar sometidas, estas estructuras son cada vez más 
susceptibles de experimentar vibraciones considerables al paso de peatones. Otra 
carga que es fuente de vibraciones es el viento, aunque en general este no tiene 
tanta influencia como los peatones en este tipo de estructuras. 
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Las características de las cargas ejercidas por los peatones han sido estudiadas 
con distintos fines desde el siglo pasado, pero no ha sido hasta finales del 2000 
cuando como consecuencia de los episodios ya mencionados de las pasarelas de 
Solferino y del Millenium Bridge, la comunidad de diseñadores de este tipo de 
estructuras se dio cuenta de la existencia de importantes lagunas de conocimiento 
en la interacción peatón-pasarela peatonal. En (Zivanovic, et al., 2005) y (Racic, et 
al., 2009) se recopilan gran parte de estos primeros estudios.  
 
En los últimos años se han llevado a cabo muchos estudios para tratar de modelar 
de la forma más exacta posible las cargas ejercidas por peatones individuales y 
grupos de estos en pasarelas peatonales. Estos estudios tratan de establecer 
modelos de cargas más realistas que los propuestos en normativas y guías de 
diseño como la de la FIB (fib, 2005), SETRA (Sétra, 2006) o HIVOSS (Hivoss, 2008). 
Con estos nuevos modelos se puede simular de forma más fiable la respuesta de 
las estructuras en la fase de diseño tal que no se sobreestime las aceleraciones 
que sufren las estructuras frente a cargas reales. Situación que ocurre con las 
normativas mencionadas. (de Sebastián, et al., 2013). 
 
En relación a las cargas ejercidas por los peatones, la Tabla 1.1 muestra los rangos 
de frecuencia de estas cuando caminan, corren o saltan. Por otro lado, la Figura 1.5 
muestra los perfiles de fuerza en dirección vertical ejercidos por el peatón en 
alguna de estas actividades. Podemos comprobar que dependiendo de la actividad, 
la magnitud y frecuencia de las cargas es diferente. También existen estudios que 
relacionan estos valores con la edad, sexo, e incluso la nacionalidad del peatón. 
 
Tabla 1.1.  Rango de frecuencias habituales de las cargas ejercidas por peatones (Bachmann & Ammann, 
1987) 
Actividad Nº de personas Rango de frecuencias según actividad 
(pasos/s, Hz) 
Rango típico Rango medido 
Acciones de los peatones: 
Andar 1, 2 y 4 1.6 – 2.2 1.0 – 3.0 
Correr 1, 2 y 4 2.2 – 3.2 1.6 – 4.0 
Ejercicios rítmicos 
Saltar 1, 2 y 8 2.0 – 3.0 1.4 – 4.0 
Saltos (stride jumps) 1, 2 y 4 2.0 – 2.6 1.6 – 3.4 





Figura 1.5 Perfiles típicos de las cargas verticales ejercidas por humanos (Wheeler, 1982) 
 
Si nos fijamos en los rangos de frecuencia de las cargas en dirección vertical 
ejercidas por los peatones (Tabla 1.1) y en las frecuencias del primer modo de 
flexión de las pasarelas peatonales (Figura 1.2) vemos que coinciden, y esto, junto 
al hecho de que los valores de amortiguamiento de las pasarelas peatonales son 
muy bajos (Figura 1.3), da como consecuencia fenómenos de resonancia que en 
ciertos caso derivan en niveles de vibración de tal magnitud que condicionan el 
estado de servicio de la estructura. 
 
Por tanto, una vez conscientes de que a pesar de las recomendaciones de las 
diferentes normas, las estructuras son diseñadas tal que sus modos 
fundamentales de flexión y torsión están dentro de los rangos de frecuencia de las 
cargas a las que son sometidas, es necesario tener soluciones que pueden usarse 
para limitar el nivel de vibraciones que experimentan.  
 
En general, la reducción del nivel de la vibración puede obtenerse con distintas 
estrategias, siendo las más comunes el aumentar la rigidez de la estructura, el 
dotarla de mayor amortiguamiento o bien aislar la estructura de la fuente de 
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excitación. Con la primera estrategia conseguiríamos desplazar los picos de 
resonancia lejos de la banda de frecuencias de la excitación. Normalmente, esta 
solución no es deseable por el diseñador ya que además de ser una solución 
económicamente cara, un aumento de rigidez normalmente involucra el aumento 
del espesor del tablero o el uso de sistemas estructurales que quitarían esbeltez a 
la construcción y modificarían su estética. En el caso de aumentar el 
amortiguamiento mediante el uso de distintos sistemas pasivos y activos, el 
resultado sería la reducción de los picos de resonancia de la respuesta de la 
estructura gracias a la disipación de energía en los sistemas acoplados. Por último, 
el aislamiento consiste en usar algún tipo de mecanismo o sistema que prevenga la 
propagación de las vibraciones a la estructura.  
 
Dentro de los tres tipos de soluciones, el aumento de amortiguamiento es la 
solución más empleada en las estructura por ser una solución eficaz y 
relativamente sencilla de implementar tanto en la fase constructiva como una vez 




Figura 1.6   Clasificación de sistemas de control de vibraciones atendiendo a los requerimientos 





A modo de resumen, para el control de vibraciones en estructuras civiles se han 
propuesto distintas estrategias, que pueden ser agrupadas de la forma clásica 
(Housner, et al., 1997) atendiendo al requerimiento energético que necesitan para 
operar (Figura 1.6), o clasificadas teniendo en cuenta si el objetivo del control es el 
amortiguamiento de modos concretos de las estructuras o no (Figura 1.7). En este 
caso la estrategia de control se basa en aumentar el amortiguamiento de la 
estructura en un rango de frecuencias (Frequency independent) y no solo en las 





Figura 1.7   Clasificación de sistemas de control de vibraciones atendiendo al objetivos del diseño 
(Kurata, et al., 2002) 
Dentro de todas las soluciones presentadas, las propuesta basadas en 
amortiguadores de masa pasivos (TMD - Tuned mass damper) son una de las más 
usadas en estructuras civiles. Una de las principales razones es que son soluciones 
bastantes compactas en dimensiones y pueden integrarse en el tablero y forjados 
de las pasarela peatonales y edificios sin modificar la estética de la estructura. 
 
A parte de los amortiguadores pasivos, se han propuesto sistemas más eficaces, 
como son los adaptativos, activos, híbridos y semiactivos. La razón de estos 
sistemas es, por una parte, mejorar la respuesta de los amortiguadores de masa 
pasivos y en segundo lugar y quizás más importante, ser capaces de responder 
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correctamente cuando la estructura varía sus parámetros modales. En el caso de 
los sistemas pasivos, su eficacia se reduce de manera significativa cuando la 
frecuencia de la estructura para la que han sido diseñados varía. 
 
La variación de los parámetros modales en estructuras como las pasarelas 
peatonales es una situación que ocurre a diario. En (Lorenzana, et al., 2014) y (de 
Sebastián, et al., 2011) se muestra como el número de personas transitando por 
una pasarela, así como parámetros medioambientales, véase la temperatura, 
tienen una correlación más o menos lineal con la variación de los parámetros 
modales de la estructura. 
 
En esta tesis se usaran varias metodologías para la identificación de los 
parámetros modales de las estructuras, se diseñarán sistemas de amortiguamiento 
de vibraciones basados en distintos tipos de amortiguadores de masa y se 





2.  OBJETIVOS DE LA TESIS 
El objetivo de la tesis es el de aunar y dar una guion conductor a los estudios 
realizados de forma individual y en colaboración en los últimos años dentro de la 
temática de análisis y control de vibraciones en estructuras esbeltas. La gran 
mayoría de los estudios han sido realizados en la Fundación CARTIF y en 
colaboración con la Universidad de Valladolid como parte de proyectos de 
investigación de convocatorias nacionales y de estudios internos.  
 
El objetivo de dichos estudios fue el desarrollo e implementación de nuevas 
estrategias para el análisis de vibraciones, la estimación de los parámetros 
modales y el diseño e implementación de controles de vibración basados en 
amortiguadores de masa de naturaleza pasiva, adaptativa, semiactiva y activa. 
 
Gran parte de los resultados obtenidos, como se ha mostrado en el preámbulo de 
la tesis, han sido objeto de publicación en revistas científicas o presentadas en 
congresos nacionales e internacionales. 
 
Los objetivos particulares de la tesis fueron los siguientes: 
 
 Aplicación de técnicas clásicas (análisis espectral, análisis modal 
experimental y operacional) y novedosas para el análisis de vibraciones e 
identificación de los parámetros modales en estructuras reales.  
 
 Realización de estudios de estado límite de servicio de vibraciones de las 
pasarelas peatonales analizadas y modeladas, mediante simulación con 
cargas según normativas y guías de diseño y de forma experimental frente a 
cargas reales. 
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 Estudio, diseño y simulación de amortiguadores de masa pasivos (TMD) 
para las estructuras modeladas, y construcción e implementación de un 
TMD en la pasarela peatonal del Museo de la Ciencia de Valladolid. 
 
 Estudio y diseño de un amortiguador de masa adaptativo para el proceso de 
construcción de pilas en viaductos y puentes.  
 
 Estudio y diseño de amortiguadores de masa semiactivos (SATMD) para la 
algunas de las estructuras modeladas. 
 
 Desarrollo de un algoritmo de optimización para el diseño de controladores 
H∞  de orden fijo para amortiguadores de masa pasivos, activos e híbridos 
empleando el algoritmo de iteración dual propuesto por Iwasaki (Iwasaki, 
1999). 
 
 Diseño y desarrollo del sistema de control de vibraciones activos basados en 
amortiguadores de masa activos e implementación real en la pasarela 
peatonal del Museo de la Ciencia de Valladolid. 
 
 
A continuación se detallan los contenidos del resto de capítulos y apartados de la 
tesis. 
 
El Capítulo 3 de metodologías se ha dividido en tres apartados. En el primero se 
presentan metodologías para la identificación de los parámetros modales de las 
estructuras, posteriormente, se desarrollan las estrategias de control de 
vibraciones en estructuras empleadas en la tesis y finalmente se hace una 
recopilación de las normas y guías de diseño nacionales e internacionales para el 





En el apartado de identificación de parámetros modales se presenta una 
introducción a los métodos habitualmente empleados en las estructuras, se 
introducen los conceptos básicos del análisis modal experimental (EMA) y se 
desarrollan los tres métodos empleados en la tesis para la identificación de las 
masas modales de las estructuras. En el apartado de estrategias de control de 
vibraciones en estructuras, se hace en primer lugar una introducción de las 
distintas tipologías de amortiguadores de masa, es decir, pasivos, adaptativos, 
semiactivos y activos, para posteriormente desarrollar los algoritmos y métodos 
empleados en la tesis para el cálculo y optimización de los parámetros físicos de 
las soluciones y las ganancias de los lazos de control. En el último apartado del 
capítulo, se recogen normas y guías de diseño de puentes y pasarelas  y se 
presenta la situación actual en España con respecto a las normas a aplicar en 
estructuras. 
 
En el capítulo 4 se presentan los resultados de aplicar las distintas metodologías 
de identificación de parámetros modales y las estrategias de control desarrolladas 
en estructuras reales.  
 
En el capítulo 5 se exponen las conclusiones, las aportaciones realizadas y por 
último, se plantean trabajos futuros para dar continuidad a la investigación. 
 
Finalmente se presenta la bibliografía y cuatro anexos con la publicación de aval de 
calidad de la tesis, otras publicaciones con índice de impacto, comunicaciones a 
congresos  y la patente presentada. 





3. : METODOLOGÍA 
De forma general, el diseño de sistemas de control consta de tres pasos 
fundamentales para su realización, el modelado, el análisis y el diseño, o lo que en 
conjunto se conoce como proceso “mad” (Xue, et al., 2007). La mayoría de las 
veces será necesario desarrollar estos pasos si queremos llegar a obtener una 
sistema de control adecuado para el sistema o estructura a controlar. En el 
modelado se aplican distintas técnicas de identificación para obtener un modelo 
matemático del sistema a controlar, posteriormente se analiza el modelo obtenido  
en distintos dominios (tiempo, frecuencia) para conocer propiedades como la  
estabilidad, controlabilidad y observabilidad del sistema y por último se busca la 
estrategia de control más adecuada para el sistema. En el diagrama (Figura 3.1)   
se enumeran algunos de los tipos de modelos, métodos de análisis y controles 





Figura 3.1 Proceso “mad” para el diseño de controladores. 
 
En este capítulo se presentan las metodologías empleadas en la tesis para cubrir 
estos pasos fundamentales y lograr los objetivos marcados. En primer lugar se 
desarrollan las técnicas empleadas para la identificación de los parámetros 
modales de las estructuras bajo estudio, posteriormente se muestran los 
algoritmos de control y las formulaciones usadas para la implementación de los 
controles de vibración  y por último se presentan las normativas y guías nacionales 
e internacionales publicadas con las que evaluar de forma objetiva el estado límite 






Respuesta a un escalón 
Lugar de las raíces 
Diagramas de bode… 
Diseño: (Controles) 
Basados en modelo 
PID 
Robustos… 
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estos documentos serán usados para verificar las bondades de los sistemas de 
control de vibraciones diseñados.  
3.1 Metodologías para la identificación de los 
parámetros modales de las estructuras 
El primer paso que debemos dar para el diseño de sistemas de control de 
vibraciones en estructuras, es el de conocer sus parámetros modales mediante 
algún método de identificación que permita determinar sus características 
dinámicas. En general, el método habitualmente empleado para este fin se conoce 
como análisis modal de la estructura. Este método se define como el conjunto de 
técnicas que, (i) permite determinar las características dinámicas inherentes de 
una estructura en forma de frecuencias naturales, factores de amortiguamiento y 
formas modales  y (ii) la formulación de un modelo matemático o modelo modal de 
la estructura que facilite el estudio de su comportamiento dinámico frente a 
distintas cargas. A partir del modelo modal de la estructura y mediante su 
simulación sometiéndola a distintos escenarios de carga podremos conocer si los 
distintos sistemas de control de vibraciones diseñados hacen que dicha estructura 
cumpla el ELSV definido por las normativas.  
 
 
Figura 3.2 Descomposición en modos naturales de vibración de una respuesta vibratoria. (Structural 
Vibration Solution, 2019) 
 
El análisis modal se basa en el hecho de que la respuesta vibratoria de un sistema 
lineal e invariante en el tiempo (LTI) puede expresarse como una combinación 
lineal de un conjunto de movimientos armónicos o modos naturales de vibración. 
Estos modos son definidos por sus parámetros modales (masa, frecuencia y 
amortiguamiento) y su distribución espacial o forma modal. En la Figura 3.1 se 
3. Metodología 
17 
muestra una descomposición de una respuesta vibratoria en forma de una suma 
de un número finito de modos naturales. 
 
Los métodos que se describirán a lo largo del capítulo permitirán la identificación 
de los parámetros modales (frecuencias, factores de amortiguamiento, masas 
modales y factores modales) de los modos bajo estudio. Los tres primeros 
parámetros permitirán la construcción de modelos modales de las estructuras, 
mientras que la forma modal de cada modo dará información en el espacio de 
cómo se mueve dicho modo en particular (nodos y puntos de máxima amplitud), lo 
cual es de gran utilidad para la correcta ubicación de por ejemplo, los dispositivos 
absorbedores de vibraciones. Así, en el caso de los amortiguadores de masa 
pasivos, estos se sitúan de forma general en el punto de mayor amplitud de la 
forma modal del modo que se quiera amortiguar.  
 
En general, se emplean dos tipos de métodos para identificar modalmente una 
estructura, métodos experimentales y métodos analíticos/numéricos. Los primeros 
se basan en el análisis de los registros de la respuesta de las estructuras tanto en 
el dominio de la frecuencia como del tiempo, mientras que los segundos se basan 
en el cálculo de los autovectores de un modelo matemático obtenido mediante el 
método de elementos finitos (MEF). Dentro de todos los métodos, el más fiable y 
empleado para el cálculo de los parámetros modales de una estructura es el 
análisis modal experimental (EMA), también conocido como modal testing. Este 
método se basa en el análisis de las funciones de respuesta en frecuencia (FRF) 
obtenidas a partir de las señales de aceleración, velocidad o desplazamiento de 
respuesta de la estructura frente a una excitación controlada la cual también se 
registra. El EMA comprende tres fases: la preparación del test, la medida de las 
respuestas en frecuencia (FRF) o de las respuestas impulsionales (IRF) y por último 
la identificación de los parámetros modales a partir de las respuestas anteriores. 
Para llevar a cabo un EMA es necesario disponer de sensores (acelerómetros,…), 
excitadores (martillo instrumentado, excitador electromagnético,…), un registrador 
de señal y un software comercial o de desarrollo propio para la identificación de los 
parámetros modales a partir de los registros. 
 
Carlos M. Casado  
18 
En comparación con el análisis en frecuencia, donde una señal compleja se 
descompone en una serie simple de ondas sinodales con parámetros de frecuencia 
y amplitud individuales, en el análisis modal, una deformación compleja de una 
estructura se descompone en una serie de modos de deformación simple (Figura 
3.2) siendo el fin último del análisis la construcción de un modelo modal que refleje 
fielmente el comportamiento de la estructura frente a distintos escenarios de 
carga. Se podría decir que los modos de una estructura son su huella dactilar. 
 
A pesar de que el EMA es el método más fiable y completo para la obtención de los 
parámetros modales de la estructura, este requiere en general de equipos caros y 
pesados para su realización práctica como es el caso de los excitadores 
electrodinámicos o hidráulicos. Por otro lado no siempre es posible su aplicación, 
como en el caso de estructuras civiles de grandes dimensiones donde se 
necesitaría de la aplicación de fuerzas de excitación elevadas para obtener 
resultados de identificación de parámetros adecuados.  
 
En el caso del método de los elementos finitos, los modelos de las estructuras se 
construyen a partir de la geometría de la estructura, propiedades de los materiales 
y otras características de los elementos estructurales. En el desarrollo de estos 
modelos hay bastantes incertidumbres, como es la definición de las condiciones de 
contorno, lo que hace que los parámetros modales obtenidos con dichos modelos 
sean tratados como una primera estimación de los valores reales.  En la Figura 3. 3 
se muestra el modelo de elementos finitos del vano 2 de la Pasarela del Museo de 
la Ciencia de Valladolid (PMC). 
 
 




Una vez construido el modelo y fijadas las masas y rigideces de los distintos 
elementos, se obtienen los autovectores del modelo y a partir de ellos se estiman 
los parámetros modales de la estructura. En el caso de que se haya realizado un 
análisis modal experimental previo, el modelo en elementos finitos se puede 
ajustar modificando alguna de las condiciones de contorno o de las propiedades 
físicas de alguno de los elementos estructurales del modelo hasta que los 
parámetros modales de modelo en elementos finitos y los obtenidos en el EMA 
coincidan. El conjunto de técnicas para este ajuste se conoce como ajuste modal o 
modal updating. El grado o nivel de ajuste o correlación entre los modos del modelo 
y los obtenidos experimentalmente se calcula generalmente a partir del Modal 
Assurance Criterion (MAC) y/o del Coodinate Modal Assurance Criterion (COMAC). 
En el trabajo de Zivanovic (Zivanovic, et al., 2005) se pueden consultar algunos de 
estos métodos de ajuste. 
 
En el caso de los métodos experimentales, a parte del EMA que podemos 
considerar como un método global, pues obtenemos todos los parámetros modales 
de la estructura, existen  otros  métodos para la identificación individual o conjunta 
de varios de dichos parámetros. Estos métodos tienen como objetivos bien el uso 
de equipos más económicos o más manejables, o bien tratan de dar una solución 
en aquellos casos en los que el EMA sea de difícil aplicación. Un método indicado 
para grandes estructuras con modos bajos en frecuencia y grandes masas que son 
complicadas de excitar artificialmente de forma controlada es el análisis modal 
operacional (OMA). Este método usa solo la respuesta de la estructura 
(generalmente en aceleración) frente a excitaciones medioambientales (viento,…) y 
las derivadas de su propio uso (tráfico rodado, peatones,…) para estimar tanto las 
frecuencias y amortiguamiento modales como las formas modales. (Brownjohn, et 
al., 2017) 
 
En el caso de estar solo interesados en las frecuencias de los modos de las 
estructuras, estas pueden obtenerse de los espectros de la respuesta en 
frecuencia. Los cuales dan la distribución de la energía espectral para cada 
frecuencia y se obtienen a partir de registros de aceleración en alguno de los 
puntos de las estructuras y su posterior descomposición en el dominio de la 
frecuencia mediante la transformada de Fourier. Las frecuencias donde se 
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producen los picos de energía (resonancias) son las correspondientes a los modos 
de la estructura. Para la realización de este análisis espectral es habitual usar la 
Transformada rápida de Fourier o FFT (Fast Fourier Transform). En la Figura 3.4 se 
muestra tanto un registro temporal de aceleración del vano 2 de la pasarela del 
Museo de la Ciencia como su FFT en magnitud. El registro de 30 minutos se 
corresponde con la aceleración vertical de un punto del eje longitudinal situado a 
un cuarto del vano. En la Figura 3.4 se distinguen tres picos principales que se 
corresponden con los tres primeros modos de flexión del vano 2 (3.5, 7.4, 9.4 Hz).  
  
Figura 3.4 Análisis espectral de la señal de aceleración vertical a  un cuarto del centro del vano 2 de la 
PMC. 
 
En la Figura 3.5 se muestran las formas modales correspondientes a dichas 
frecuencias. Estas fueron obtenidas mediante un análisis modal operacional (OMA) 




3,5 Hz 7,4 Hz 9,4 Hz 
 
Figura 3.5.Tres primeros modos del vano 2 de la PMC. (OMA) 
 
En general, para el caso de estructuras civiles es aconsejable utilizar acelerómetros 
con buena resolución (al menos 1V/g) y que sean capaces de registrar frecuencias 
desde valores de 0.1-0.25 Hz y con baja razón señal-ruido (SNR) tal que puedan 
determinarse las frecuencias naturales a partir de pequeños desplazamientos de 

















































las estructuras. Por otra parte, los acelerómetros deberán ser correctamente 
ubicados dentro de la estructura. Es decir, seleccionar los puntos con los mayores 
niveles de vibración de los modos que queremos estudiar. 
 
Con relación al amortiguamiento, la forma habitual de definir su valor en 
estructuras civiles es mediante la razón de amortiguamiento crítico para cada 
modo. El amortiguamiento representa la tasa de disipación de la energía en la 
estructura cuando esta vibra, siendo esta propiedad muy importante en el caso de 
que la estructura se excite a frecuencias cercanas a las de resonancia. Debido a los 
numerosos mecanismos involucrados en la disipación de la energía en una 
estructura, es complicado obtener un valor único de amortiguamiento ya que este 
en general depende de la amplitud de la vibración (Avci, 2016). Para el cálculo del 
amortiguamiento se pueden aplicar técnicas en el dominio temporal como el 
método del decremento logarítmico o en el dominio de la frecuencia como el 
método del ancho de banda de media potencia o Half-power bandwith method que 
es el habitualmente empleado en el análisis modal. 
 
 
Figura 3.6. Método del decremento logarítmico para el cálculo del amortiguamiento. 
 
El método del decremento logarítmico emplea el registro temporal de la oscilación 
libre de la estructura una vez que esta ha sido excitada al modo en estudio. La 
típica curva de caída libre y su formulación se muestra en la Figura 3.6. El 
decremento logarítmico se formula como el valor del logaritmo neperiano de la 
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razón de dos valores de picos adyacentes en la parte de caída libre. En el caso de 











Siendo n el número de periodos entre picos. Por otra parte, a partir de la ecuación 
de un sistema de segundo orden sub-amortiguado, se comprueba que la razón del 
desplazamiento entre dos picos consecutivos es independiente del tiempo (Chopra, 




= 𝑒(𝜁 𝑤𝑛𝑇𝑑)       (2) 
 
Siendo Td el periodo amortiguado. A partir de las dos ecuaciones anteriores 








El método del ancho de banda de media potencia se basa en el uso de la función 
de respuesta en frecuencia (FRF) previamente calculada a partir de los registros de 
respuesta y excitación en algún punto de la estructura. Para cada pico de la FRF en 
magnitud (dB), que en general se corresponde con un modo de la estructura, se 
definen dos puntos a 3 dB por debajo del pico de resonancia los cuales se 
denominan como puntos de media potencia (Figura 3.7). A mayor amortiguamiento 
del modo mayor es el rango de frecuencias entre estos dichos puntos.  En el caso 
de tener la magnitud de la FRF en magnitud, los puntos de media potencia se 





Figura 3.7. Método del ancho de banda de media potencia para el cálculo del amortiguamiento. 
 
Se define el ancho de banda de media potencia Q como la razón entre el rango de 
frecuencia que hay entre los dos puntos y la frecuencia natural de ese modo.  
. 







En definitiva, la identificación de frecuencias y amortiguamientos modales (método 
de decremento logarítmico) en estructuras lineales con modos suficientemente 
separados se puede obtener de forma sencilla a partir los registros de aceleración 
de la estructura en uno o más puntos. En cambio, la identificación del factor de 
escala de las formas modales, o dicho de otra forma la identificación de la masa 
modal de cada modo no es tan sencilla, ya que para ello se necesita haber 
construido una serie de FRFs experimentales a partir de los registro de respuesta y 
de las señales de excitación medidas y controladas. En el siguiente apartado se 
muestra junto con algunas nociones teóricas del EMA, otros métodos empleados y 
desarrollados en la tesis para el cálculo de las masas modales. 
 
En el caso de las formas modales, estas se calculan normalmente mediante EMA u 
OMA y se definen como patrones de deformación asociados a cada frecuencia 
modal que muestran como vibra la estructura de forma aislada en ese modo. En el 
análisis modal, las formas modales son vectores cuyas coordenadas son los 
desplazamientos relativos entre los grados de libertad definidos (puntos de 
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medida). Estos valores no son únicos ya que depende del escalado del modo, el 
cual es básicamente es la relación entre dichos vectores y las masas modales 
correspondientes.. En la Figura 3.8 se muestra la forma modal del modo de flexión 
fundamental del vano 3 de 111 metros de la PMC.  
 
 
Figura 3.8. Primer modo de flexión del vano 3 de 111 metros de la PMC 
 
 
En el caso de la identificación de las masas modales de los modos, es necesario 
conocer el escalado del modo. Para ello, la mayoría de los métodos necesitan 
registrar tanto la respuesta de la estructura como la de la excitación. 
 
A continuación se introducen los conceptos básicos del análisis modal experimental 
(EMA) o modal testing, para posteriormente describir otros métodos alternativos 
empleados en la tesis para la identificación de las masas modales. 
 
3.1.1 Introducción al EMA 
El análisis modal experimental es el proceso de identificación de los parámetros 
modales de una estructura en el rango de frecuencias de interés, siendo el fin 




En el análisis modal se asume que cada modo de una estructura es representado 
por un modelo de un grado de libertad (GDL), de forma que la respuesta de dicha 
estructura a una excitación es la superposición de la respuesta de todos esos 
modelos de un GDL a la excitación. La superposición es una de las tres 
implicaciones de la propiedad de  linealidad  de las estructuras que se asume en el 
análisis modal y que presupone que la respuesta siempre es proporcional a la 
excitación. Las otras dos implicaciones asociadas con la linealidad son la 
homogeneidad y la reciprocidad. La primera indica que las FRF calculadas no 
dependen del nivel de excitación y la segunda se refiere a que las FRF obtenidas 
son las mismas si se intercambian los puntos de excitación y de respuesta para su 
cálculo. 
 
Figura 3.9. Formas de representar la vibración de un sistema cuando se desacopla en señales o sistemas 
mas sencillos. (Dossing, 1988) 
 
 
La vibración de una estructura puede ser representada en diferentes dominios. Así, 
podemos representarla por la superposición de formas modales (dominio físico), 
por un sumatorio de senos (dominio temporal), por un sumatorio de FRF de 
sistemas de un GDL (dominio de la frecuencia) o por la superposición de modelos 
de un GDL equivalentes a un modelo de masas puntuales acopladas entre sí 
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(dominio modal). En la Figura 3.9 (Dossing, 1988) se muestra un ejemplo donde se 
representa la vibración de una campana en los cuatro dominios mencionados. 
 
Los modelos de un GDL se representan en general como una masa puntual (m) con 
un elemento de rigidez (k) y un elemento de amortiguación (c). En este caso 
consideramos la amortiguación de tipo viscoso, aunque podría haberse 
considerado de otros tipos, como el amortiguamiento estructural, de Coulomb o el 
histerético.  
 
Aplicando la segunda ley de Newton al sistema de un GDL excitado por una fuerza 
f(t), se obtiene una ecuación diferencial de segundo orden que puede resolverse 
mediante Laplace y posteriormente pasarla al dominio de la frecuencia 
sustituyendo s por jw. 
 
 m?̈?(𝑡) + 𝑐?̇?(𝑡) + 𝑘𝑥 = 𝑓(𝑡) (5) 
 
 𝑚 𝑠2 𝑋(𝑠) + 𝑐 𝑠 𝑋(𝑠) + 𝑘 𝑋(𝑠) = 𝐹(𝑠) (6) 
 
 −𝑚 𝑤2 𝑋(𝑤) + j 𝑐 𝑤 𝑋(𝑤) + 𝑘 𝑋(𝑤) = 𝐹(𝑤) (7) 
 
De esta forma, la FRF o relación entre la respuesta X(w) y la entrada de excitación 
F(w), estará en función de los coeficientes de masa, rigidez y amortiguamiento. Este 








−𝑚 𝑤2  + j 𝑐 𝑤 + 𝑘
 (8) 
 
Si se dividen tanto numerador y denominador por la masa y se reescribe el 
denominador en términos de frecuencia natural de oscilación (wn) y de razón de () 























Cuando se representa el comportamiento de este modelo frente a una excitación 
de naturaleza sinusoidal se obtienen los diagramas de Bode de magnitud y fase de 
la Figura 3.10.  
 
Figura 3.10. Diagramas de Bode de un modelo de un GDL. 
 
De las curvas se observa que dependiendo del rango de frecuencia, la respuesta 
del sistema es dominada por el término de rigidez, amortiguamiento o masa para 
frecuencias de excitación muy bajas (compliance line), en la región de la frecuencia 
natural (resonant region) o muy altas (mass line) respectivamente. Por tanto, el 
pico de resonancia en la gráfica de magnitud está directamente relacionado con el 
amortiguamiento del sistema. 
 
En las estructuras reales, en general se tiene un conocimiento mínimo o nulo de la 
distribución de masas, rigideces y amortiguamientos, pero a partir de las FRFs 
experimentales podemos identificar modelos modales que se relacionan con el 
modelo de parámetros espaciales previamente mostrado.  En el caso de un sistema 
de un GDL, el modelo de parámetros espaciales puede descomponerse en 
fracciones simples. De esta forma, la FRF queda definida mediante dos 
parámetros, los polos (p) y los residuos (R) junto con  sus complejos conjugados. 
 





















 𝑝 = 𝜎 + 𝑗𝑤𝑑 , 𝑝
∗ = 𝜎 + 𝑗𝑤𝑑  (13) 
 
Los polos (p, p*)  son números complejos cuya parte real  es el factor de 
amortiguamiento, o tasa al que las oscilaciones amortiguadas decaen y La parte 
imaginaria se corresponde con la frecuencia amortiguada wd. 
 
 𝑤𝑑 = 𝑤𝑛√1 − 𝜁2 (14) 
 
Los residuos (R, R*)  son números complejos relacionados con propiedades físicas 
de la estructura y dan una idea de cuánto se mueve la estructura cuando entra en 
resonancia en los distintos modos. En algunas referencias (Dossing, 1988) se 
habla de que los residuos representan la fortaleza del modo.  
 
La identificación de los polos y los residuos de un sistema de un GDL a partir de las 
FRF experimentales es tal y como se muestra en la Figura 3.11. Donde la 
frecuencia a la que ocurre el pico de resonancia es la frecuencia amortiguada wd, el 
factor de amortiguamiento  se calcula a partir de la diferencia de frecuencias 
entre los puntos de media potencia definidos anteriormente (Figura 3.7) y el 






Figura 3.11. Identificación de los parámetros modales de un modelo de un GDL 
 
En el caso de trabajar con sistemas de múltiples grados de libertad como es el caso 
de las estructuras reales, tendremos que definir las formas modales 
correspondientes a cada modo de la estructura.  
 
Por otro lado, la forma modal se define como un patrón de vibración o deformación 
asociado con una frecuencia modal en particular. La forma modal muestra cómo se 
movería el sistema de múltiples GDL si este modo estuviera aislado del resto de 
modos. Por tanto, la forma modal representa los desplazamientos relativos de 
todas las partes de la estructura para un modo particular.  
 
Aunque las formas modales son funciones continuas, cuando se realiza un análisis 
modal estas son discretizadas a los puntos de medida en la estructura y se 
determinan a partir del conjunto de FRFs obtenidas de las mediciones. Por lo que 
una forma modal se representa por un vector modal {}r  siendo r el número de 
modo y ir  los elementos del vector modal que representan el desplazamiento 
relativo de cada grado de libertad i. Estos elementos en general son números 
complejos, pero cuando una estructura tiene muy poco amortiguamiento o es nulo, 
son prácticamente reales por lo que todas las partes de la estructura se mueven en 
fase o desfasados 180° y los nodos (puntos de desplazamiento nulo) de la onda 
estacionaria a la que se asemeja la forma modal son fijos. En el caso de que el 
amortiguamiento de la estructura sea apreciable, los modos son complejos y la 
Carlos M. Casado  
30 
forma modal tendrá apariencia de onda no estacionaria donde los nodos no 




Figura 3.12. Ondas estacionarias (modos reales) y no estacionarias (modos complejos) 
 
De forma analítica, para sistemas no amortiguados o con amortiguamiento 
proporcional a la matriz de masa y rigidez, los vectores modales se obtienen de la 
resolución de la ecuación de estado del sistema en el dominio de Laplace. 
 
 (𝑠2 [𝑀] + [𝐾]){𝑋} = {0} (15)  
 
Donde una vez obtenidos los autovalores o polos a partir de la resolución del 
determinante característico, se obtendrán los autovectores o vectores de modales 
resolviendo la ecuación anterior para cada autovalor. En el caso real pocas veces 
conocemos las distribuciones de masa y rigidez de las estructuras, por lo que por si 
misma esta formulación no vale para la identificación de los modos y vectores 
modales de dichas estructuras.  
 
En estructuras reales, las formas modales se obtienen a partir de las FRF 
experimentales  y más concretamente de la parte imaginaria de la FRF ya que esta 
muestra tanto la dirección como la magnitud (relativa) del desplazamiento de la 
estructura (He & Fu, 2001). En Figura 3.13 se muestra un ejemplo de cómo 
obtener las formas modales de una viga empotrada en uno de sus extremos a 







Figura 3.13. Primer y segundo modo de una viga empotrada a partir de las FRF obtenidas en tres puntos. 
(Avitabile, 2018)  
 
Las formas modales se relacionan con los residuos mediante los vectores modales, 
de forma que el residuo para un modo particular es proporcional al producto del 
desplazamiento modal en el punto de respuesta i y del desplazamiento modal en el 
punto de excitación j. 
 
 𝑅𝑖𝑗𝑟 ∝  𝛹𝑖𝑟 ∙ 𝛹𝑗𝑟 (16) 
 
A diferencia de los residuos que tienen valores únicos, los elementos ir de los 
vectores modales pueden tener distintos valores, ya que estos se relacionan con el 
residuo a través de una constante de escala ar. 
 
 𝑅𝑖𝑗𝑟 = 𝑎𝑟  ∙ ϕ𝑖𝑟 ∙ ϕ𝑗𝑟 (17) 
 
Siendo ir y jr los desplazamientos modales escalados.  
 
En el caso de sistemas no amortiguados o con amortiguamiento proporcional a la 
masa y a la rigidez,  la masa modal se define mediante el producto de las matrices 
de masa, vectores modales  y su traspuesta.   
 
 𝑀𝑟 =  {ϕ}𝑟
𝑇 [𝑀] {ϕ}𝑟 (18) 
 
Carlos M. Casado  
32 
En el caso de un GDL la masa modal se relaciona con la masa espacial por la 
siguiente expresión 
 
 𝑀𝑟 =  𝜙 𝑚 𝜙 (19) 
 







  , 𝑅 = 𝑎 𝜙 𝜙 (20) 
 






   (21) 
 
Uno de los escalados más habituales es el escalado de masa unitaria, en los que 
los vectores modales son escalados tal que las masas modales Mr tengan un valor 
unitario. Este escalado no tiene mucho sentido en estructuras civiles debido a que 
las masas son muy grandes y daría lugar a vectores modales de coeficientes muy 
pequeños (Brownjhon & Pavic, 2007). Es por ello que se suele usar un escalado en 
el que el valor máximo del vector modal escalado tenga un valor unitario. Este 
escalado tiene la ventaja de que la masa modal obtenida mediante la ecuación 
(19) tiene significado físico y es el de la cantidad de masa de la estructura que está 
participando en cada modo de vibración, estando esta entre cero y la masa total 
del sistema. 
 
Hasta ahora se ha considerado que el amortiguamiento del sistema es nulo o 
proporcional. En el caso de sistemas con amortiguamiento no proporcional a la 
masa y/o rigidez, la resolución del problema de autovalores en el que se añade el 
término relativo a la matriz de amortiguamiento [C] a la ecuación (15) no dará una 
solución de  autovectores que desacoplen las ecuaciones de movimiento del 
sistema. Para conseguir esto tendremos que reformular el conjunto de ecuaciones 
pasando de N ecuaciones a 2N ecuaciones. Una vez reformulado y resuelto el 
nuevo conjunto de ecuaciones, obteniendo autovectores de dimensión 2N, 
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hablaremos de modal A y modal B en vez de masa modal y rigidez modal y al igual 
que estos también son factores de escala. De hecho son una generalización de los 
anteriores ya que también pueden usarse para los casos de sistemas sin 
amortiguamiento o amortiguamiento proporcional. El desarrollo matemático 
pueden consultarse en  (Allemang, 1994). 
 
El factor de escala modal A, al igual que la masa modal, relaciona los vectores 











Para sistemas de amortiguamiento proporcional, el factor de escala Modal A se 
relaciona con la masa modal a través de la siguiente formulación: 
 
 𝑀𝐴𝑟 = ±𝑗2𝑀𝑟𝑤𝑟 (23) 
 
Desde un punto de vista experimental, el enfoque del problema es el mismo 
independientemente de si los sistemas tienen o no amortiguamiento y si este es 
proporcional o no. En todos ellos podemos medir las FRF y de estos los vectores 
modales escalados a través de los residuos. 
 
Como ya se ha comentado anteriormente, el análisis modal es el proceso de extraer 
los parámetros modales de los registros de las vibraciones. Estos datos pueden 
estar en forma de funciones de respuesta en frecuencia (FRF), de respuesta a un 
impulso (IRF) o simplemente como registros temporales, lo cual ha dado lugar a 
métodos de análisis modal en el dominio de la frecuencia y en el dominio del 
tiempo respectivamente. 
  
En el caso de los métodos en el dominio de la frecuencia, su fundamento como ya 
se ha visto, es el ajuste  de las FRF experimentales con modelos matemáticos 
predefinidos de la estructura medida. En estos modelos se fija el número de GDL 
de la estructura, su tipo de amortiguamiento y el número de modos dentro del 
rango de frecuencias medido. Estas suposiciones darán lugar a expresiones 
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matemáticas cuyas FRFs se ajustarán con las FRFs experimentales  y de esta forma 
los parámetros modales de los modos de la estructura serán identificados. En la 
bibliografía, estos métodos se dividen en métodos de un solo grado de libertad 
(SDOF), donde se asume que un solo modo contribuye a la FRF en la región de 
frecuencia en estudio y métodos de múltiples grados de libertad (MDOF), donde la 
contribución a la FRF es de más de un modo. Ejemplos de los primeros  son el 
método del peak-picking, el método de ajuste del círculo, el método de la FRF 
inversa, el método de mínimos cuadrados o el método de Dobson entre otros, 
mientras que el método de los polinomios de fracciones racionales es un ejemplo 
de los segundos. 
 
Por otro lado, lo métodos en el dominio del tiempo usan los registros temporales y 
fueron desarrollados a medida que se avanzaba en la teoría de control y se 
disponía de mayor capacidad computacional. En estos métodos se trabaja con los 
registros en crudo, a diferencia de los métodos en frecuencia que trabajan con las 
FRFs y también se contempla la posibilidad de trabajar con excitaciones que no se 
pueden medir como es el caso del tráfico “ambiental” en el caso de grandes 
puentes. Ejemplos de estos métodos son el método de mínimo cuadrados o el 
métodos de Ibrahim en el dominio del tiempo (ITD).  
 
La teoría de todos estos métodos puede consultarse en libros de referencia como el 
de Ewins (Ewins, 2000) o el de He y Fun (He & Fu, 2001)  
 
Una vez presentados algunos conceptos teóricos del análisis modal, a continuación 
se presentan tres métodos alternativos  empleados en el desarrollo de la tesis para 
la identificación de los parámetros modales de la estructuras prestando especial 
atención al cálculo de las masas modales, 
 
3.1.2 Métodos alternativos al EMA para la identificación de la 
masa modal 
Los tres métodos alternativos empleados en la tesis son métodos SDOF, donde se 
identifica la masa modal del modo fundamental o problemático de la estructura con 
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formulaciones en el dominio de la frecuencia y del tiempo. El primero de los 
métodos presentados consiste en la identificación de los parámetros modales 
(frecuencia, amortiguamiento y masa) de la estructura mediante el ajuste de los 
picos de resonancia de las FRF experimentales con las FRF teóricas de sistemas de 
un GDL. El segundo se basa en la identificación de la masa modal de modos 
individuales de la estructura mediante el análisis en el dominio temporal y 
frecuencial de los registros de aceleración de la estructura y de un oscilador de 
masa conocida acoplado a esta (Porras, et al., 2012). Por último, se aplica el 
método presentado por Brownjonh (Brownjhon & Pavic, 2007), el cual consiste en 
ajustar la curva incremental de aceleración de la estructura cuando entra en 
resonancia al modo en estudio como respuesta a  la excitación oscilatoria in situ de 
un peatón. 
 
3.1.2.1 Método basado en el ajuste de las funciones de respuesta en 
frecuencia FRF 
Este método es similar a los métodos que se emplean en los paquetes básicos 
comerciales de análisis modal pero en vez de obtener ciertos parámetros de las 
FRF experimentales con los que construir el modelo modal, hacemos un ajuste 
directo de las FRF experimentales con las FRF obtenidas de modelos de un GDL. 
Por tanto, el método consiste en el ajuste de las FRFs en un rango de frecuencias, 
en las cuales tendremos uno o varios picos de resonancia consecutivos. En este 
método se considera que los picos de resonancia están los suficientemente 
separados para considerar que la forma cada uno de ellos es debida 
exclusivamente a la contribución de un solo modo.  
 
Para el cálculo de las FRF experimentales se registra en el mismo punto tanto la 
fuerza de excitación ejercida como la respuesta en aceleración de la estructura, lo 
que se conoce como drive/driving point FRF. De esta forma, la FRF obtenida es la  
acelerancia, o la  inversa de la masa aparente del modo (He & Fu, 2001). Con 
respecto al tipo de excitación que se emplea para la obtención de las FRF 
experimentales, se usan señales que tenga un gran contenido frecuencial en el 
rango de frecuencias que estamos interesados en estudiar. 
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A partir de los registros temporales de fuerza y aceleración de respuesta se puede 
usar alguno de los estimadores habituales de las FRF. El uso de uno u otro 
estimador dependió del ruido que tengan las señales registradas. En el caso de que 
tengamos más ruido en el registro de la respuesta de la estructura usaremos el 
estimador H1. Por el contrario, si hay más ruido en el registro de la excitación se 
empleará el estimador H2. La formulación de estos estimadores junto con el 
estimador Hr indicado en caso de que tengamos ruido en ambas señales se 
























Donde  ?̃?𝑥𝑚𝑥𝑚(𝑓) es la función de densidad espectral de potencia y  ?̃?𝑥𝑚𝑦𝑚(𝑓) la 
función de densidad espectral cruzada de energía y f será el valor de la frecuencia 
en hertzios. Lo habitual es que la FRF obtenida la acotemos a un rango de 
frecuencias f centradas en la frecuencia del modo cuya masa modal se quiere 
identificar. 
 
Para la obtención de las FRF experimentales se aplicaron las funciones ventanas 
adecuadas  para evitar problemas como es el efecto del fuga o manchado espectral 
(leakage) por el que por problemas de discontinuidades en el registro de la señal, 
obtenemos frecuencias ficticias cuando se aplica algoritmos como el FFT. El uso de 
una u otra ventana está en general condicionado por el tipo de excitación al que 
hayamos usado en la experimentación. A parte de la aplicación de estas ventanas, 
es habitual hacer un promedio (averaging) con varias de la FFT consecutivas 
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obtenidas con el objeto de obtener curvas FRF suaves y bien definidas en los 
modos. 
 
Por otro lado, las FRF teóricas se formularan como en el caso del modelo de 
parámetros espaciales mostrado anteriormente (6). De esta forma, se define la FRF 
teórica como un sumatorio de N sistemas de un GDL. Siendo lo habitual centrarse 
en uno o dos picos consecutivos de la FRF experimental y por tanto definir la FRF 











Donde s=jw, siendo w la frecuencia. N el número de modos considerados en el 
rango de frecuencias de interés  y i ≥ 0, i y  wi  son respectivamente la inversa de 
la masa modal, la razón de amortiguamiento crítico y la frecuencia natural asociada 
al modo i-esimo.  A partir de esta formulación, se fijan unos rangos de valores para 
los parámetros i, i y  wi  y mediante un algoritmo de mínimos cuadrados se 
obtendrán los valores óptimos tal que las curvas de las dos FRF, experimental y 
teórica, coincidan en el rango de frecuencias en torno al modo cuyos parámetros 
modales queremos identificar. En la Figura 3.14 se muestra las FRF experimentales 
y ajustada de la aceleración del piso 2 del experimento AM2 de Quanser (Quanser, 
s.f.). 
 
Figura 3.14. FRF experimental y teórica y ajustada del experimento AMD2 de Quanser. 
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3.1.2.2 Método basado en la respuesta con un oscilador acoplado 
La idea de este método (Porras, et al., 2012) nace de la estrategia de Parloo 
(Parloo, et al., 2002) quien propuso un método que consistía en la medida de las 
desviaciones de las frecuencias debidas al acople de masas de pesos conocidos. El 
método propuesto es una alternativa al problema del escalado de modos en los 
métodos operacionales. La idea es acoplar al modo en estudio un sistema 
vibratorio secundario que vamos a llamar oscilador. La masa del oscilador puede 
ser pequeña y se asume que en la respuesta acoplada no participa otro modo, por 
lo que el método no es adecuado para estructuras con modos muy cercanos.  
 
Aunque la validez matemática del método no depende de los valores específicos 
del oscilador secundario, es aconsejable ajustar su frecuencia cercana a la del 
modo a escalar, de forma que no tengamos problemas con el ruido en las señales 
registradas (SNR) cuando se usen masas pequeñas para el oscilador. Por tanto, 
este oscilador básicamente se comportará una vez acoplado como un absorbedor 
dinámico de vibraciones.  
 
El planteamiento del problema parte de un sistema con n grados de libertad cuya 
respuesta libre se describe con la siguiente ecuación: 
 
 𝑀?̈? + 𝐶?̈? + 𝐾𝑢 = 0 (28) 
 
Siendo M, C y K las matrices de masa, amortiguamiento y rigidez respectivamente. 
El general, la expresión (28) se corresponde con un sistema de n ecuaciones 
acopladas, que pueden ser desacopladas (29) usando la matriz de transformación 
 cuyas columnas son los autovectores del sistema. La propiedad de 
ortonormalidad de los autovectores es la clave para obtener el conjunto de n 
ecuaciones desacopladas y por tanto n sistemas de un GDL. 
 




Si particularizamos para el modo de interés m del cual queremos conocer su masa 
modal, las ecuaciones de movimiento del sistema de un GDL con el oscilador 
acoplado y la del propio oscilador son respectivamente las siguientes: 
 




(2𝜁𝑑𝜔𝑑(?̇?𝑑 − ?̇?𝑛) + 𝜔𝑑
2(𝑢𝑑 − 𝑢𝑛)) = 0 (30) 
 
 𝑢?̈? + 2𝜁𝑑𝜔𝑑(?̇?𝑑 − ?̇?𝑛) + 𝜔𝑑
2(𝑢𝑑 − 𝑢𝑛) = 0 (31) 
 
donde el subíndice n hace referencia al nodo de unión con el oscilador, el d a dicho 
oscilador y m al modo cuya masa queremos identificar.  
 
Por tanto, ud, d y d son respectivamente el desplazamiento absoluto, la razón de 
amortiguamiento crítico y la frecuencia natural del oscilador, mientras que un, m y 
mm, son el desplazamiento en la coordenada física n del sistema, la razón de 
amortiguamiento crítica del modo m y la masa modal de ese modo del sistema 
respectivamente. 
 
Para el cálculo de la masa modal del modo m en estudio, se registra tanto la 
respuesta oscilatoria del sistema en el punto n, como la respuesta de la masa de 
oscilador. La idea del algoritmo es ajustar la masa no conocida de un sistema de 
dos GDL, donde se conocen el resto de parámetros, usando los registros 
temporales de respuesta de las dos masas.  
 
A nivel práctico, es necesario que el acoplamiento de oscilador se refleje en la 
respuesta del sistema. Es por ello que si la razón entre masas (=md/mm) es muy 
pequeña, es aconsejable que la frecuencia del oscilador sea muy cercana a la de la 
estructura en el modo en estudio para que la variación de la respuesta de la 
estructura tras dicho acoplamiento sea perceptible.  
 
Para la resolución del problema se usaron dos estrategias, una en el dominio del 
tiempo y otra en el dominio de la frecuencia. 
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Para la estrategia en el dominio del tiempo, se establecieron las ecuaciones de 
espacio estado de un modelo de dos GDL correspondientes al modo de la 
estructura en estudio y al propio oscilador (32).  
 
 ?̇? = 𝐴𝑥 (32) 
 




0 1 0 0
−𝜔𝑚
2 −  𝜇𝜔𝑑
2 −𝜁𝑚𝜔𝑚 −  2𝜇𝜁𝑑𝜔𝑑 𝜇𝜔𝑑
2 2𝜇𝜁𝑑𝜔𝑑
















Debido a que la aceleración a nivel práctico es considerablemente mas fácil de 
registrar, se realizó el siguiente cambio de variables:  
 
 𝑦 = ?̇? (35) 
 
Y teniendo en cuenta que la matriz de estado A es invariante en el tiempo se 
obtiene una expresión prácticamente idéntica. 
 
 ?̇? = 𝐴𝑦 (36) 
 
Donde ahora las variables de estado son la velocidad y aceleración del sistema y 
del oscilador 
 
La ecuación (36) la resolvemos como: 
 




Donde T es el periodo de muestreo de las variables de estado. 
 
















Con lo que se obtiene un polinomio S de grado p en función de , siendo este el 
parámetro a estimar.  
 
Si se fija a Ns el número de muestras registradas de las variables de estado, una 
estimación del estado en el instante tk+1 (con k=0,….Ns-1), puede obtenerse de la 
aplicación de las ecuaciones (37) y (38) para cada y(tk)=y(k) con tk=kT (k=0,…,Ns-2) 
 
 𝑦(𝑘 + 1) ≈ ?̃?(𝑘 + 1) = 𝑆𝑦(𝑘) (39) 
 
Como vemos en (39), los elementos estimados de este vector de estados se 
expresan mediante polinomios en función de   y de grado p. 
 
La idea del algoritmo es estimar  minimizando el error entre el valor medido (y) y el 
estimado (?̃?) en los instantes de muestreo k=1,…,Ns-1. Para ello se propone 











Para la estrategia en el dominio de la frecuencia, empleamos el efecto de 
desdoblamiento del modo del sistema 𝜔𝑚 en dos (𝜔1, 𝜔2) cuando el oscilador es 
acoplado al sistema. El valor de los nuevos modos depende del valor de los 
parámetros del oscilador (Den Hartog, 1934) y puesto que todos estos son 
Carlos M. Casado  
42 
conocidos, el parámetro  se calcula resolviendo una de las dos ecuaciones 






√𝜔𝑚2 +  𝜔𝑑











√𝜔𝑚2 +  𝜔𝑑




2  (42) 
 
Para la resolución de las ecuaciones (41) y (42), los valores 𝜔𝑚, 𝜔𝑑, 𝜔1 y 𝜔2 se 
obtienen de manera experimental. Así, 𝜔𝑚  se obtiene de la respuesta libre de la 
estructura si tener acoplado el oscilador,  𝜔𝑑 de la respuesta libre del oscilador una 
vez fijado el valor la masa y 𝜔1 y 𝜔2 de los registros de las pruebas una vez 
acoplado el oscilador a la estructura. 
 
3.1.2.3 Método basado en el incremento de la respuesta (Build up) 
En el caso de estructuras ligeras y vivas como es el caso de las pasarelas 
peatonales Brownjhon (Brownjhon & Pavic, 2007) propone un método experimental 
basado en el ajuste de la estructura a un modelo sencillo de un grado de libertad 
tal que la respuesta temporal del modelo a la señal de excitación de un peatón a 
una frecuencia en concreto sea lo más parecida posible a la real de la estructura.  
 
El método consiste en la medida y post procesado de la respuesta de la estructura 
debida a la carga dinámica (salto, balanceo) de una persona a la frecuencia de 
resonancia del modo cuya masa se quiere identificar. Para ello la persona, cuya 
excitación a la frecuencia de la prueba ha sido registrada previamente en 
laboratorio por medio de una plataforma de fuerza (force plate) excita a la 
estructura de la forma similar al del registro. Posteriormente se trata de ajustar la 
parte creciente (build up) de la respuesta transitoria obtenida con la de un modelo 
de un GDL excitado con el registro de fuerza de laboratorio. El método por tanto 
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asume que la carga dinámica ejercida por una persona es lo suficientemente 
repetible que no necesita que sea medida en las pruebas de campo. 
 
El método propuesto se divide en dos variantes, un procedimiento que hace uso del 
cambio de velocidad por ciclo durante la fase de crecimiento inicial en resonancia y 
un procedimiento que compara el crecimiento inicial en resonancia obtenido con el 
obtenido en simulaciones con modelos sencillos de un GDL. 
 
Brownjonh también propone también idealizar la pisada realizada en un salto como 
una fuerza tipo impulso de esta forma el incremento de velocidad se relaciona de 








Sin embargo esta formulación sobreestima la masa modal, ya que por 
experimentación se comprueba que a partir de un registro de saltos no se obtiene 
una secuencia perfecta de impulsos y es por ello que se propone aplicar un factor 
de corrección ICF (Impulse Correction Factor) que es función de la frecuencia de 









Siendo W el peso de la persona y f la frecuencia de la excitación. 
 
Figura 3.15. Factor ICF (Brownjhon & Pavic, 2007) 
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En el caso del factor ICF, experimentalmente se comprueba que a partir de 
frecuencias cercanas a 1.7 Hz su valor es cercano a la unidad por lo que para 
frecuencias de excitaciones altas, la fuerza ejercida al saltar es muy similar a un 
tren de impulsos. 
 
En el caso de la tesis se ha trabajado directamente con el registro temporal de 
excitación de laboratorio y se ha ajustado la respuesta en aceleración del modelo 
de un GDL con el de la estructura real modificando los valores de masa hasta 
obtener el mínimo error mediante mínimos cuadrados. Los valores de frecuencia y 
amortiguamiento del modelo se identificaban previamente mediante el análisis 
espectral de la respuesta de la estructura frente a ruido ambiental y aplicando el 
método de decremento logarítmico a la respuesta libre de la estructura una vez 
excitada al modo cuya masa queríamos identificar. Un ejemplo del ajuste de los 
parámetros de un modelo de un GDL obtenido en las pruebas realizadas en la 
pasarela Isla dos Aguas de Palencia se muestra en la Figura 3.16.  
 
 
Figura 3.16. Ajuste de la respuesta real de la pasarela peatonal Isla dos Aguas y la de un modelo de 1 
GDL 
 
3.2 Estrategias de control de vibraciones en 
estructuras 
En general y a pesar de las normativas y guías de diseño, existe un porcentaje 
importante de estructuras esbeltas, como es el caso de las pasarelas peatonales, 




























































con modos en los rangos de frecuencia susceptibles de ser excitados bien por la 
acción humana o por otras cargas dinámicas como son las medioambientales.  Es 
por ello que cuando entran en resonancia, pueden alcanzar niveles de vibración lo 
suficientemente elevados para causar incomodidad a las personas que transitan 
por ellas, o incluso estados vibratorios que causen daños a la propia estructura y 
por tanto es necesario adoptar medidas para eliminar o reducir dichas vibraciones. 
 
La reducción de vibraciones puede lograrse de muchas maneras. Las más comunes 
como ya se ha comentado son, rigidizando la estructura, añadiendo 
amortiguamiento, o aislándola del foco de excitación (Preumont & Seto, 2008). De 
entre todas ellas, para construcciones ya en servicio, el aumento de 
amortiguamiento es en general la solución más adecuada, atendiendo a criterios 
económicos y a minimizar el impacto estético de la solución en la estructura,  
 
Se han propuesto y desarrollado varias formas de incrementar el amortiguamiento 
en una estructura, bien de forma pasiva mediante amortiguadores hidráulicos, 
corrientes de Eddy, elementos elastoméricos o con histéresis, o mediante la 
transferencia de la energía cinética  de la estructura a dispositivos como son los  
absorbedores dinámicos de vibraciones, también conocidos como amortiguadores 
de masa en el ámbito de la ingeniería civil (Preumont & Seto, 2008). 
 
En la tesis se ha trabajado principalmente con estrategias de control de vibraciones 
basadas en amortiguadores de masa. Estas estrategias han sido desarrolladas, 
simuladas y en algún caso implementadas en algunas estructuras (pasarelas 
peatonales) como se verá en el apartado de resultados. 
 
La principal razón de escoger esta estrategia de control frente a otras es la facilidad 
en su implementación tanto en estructuras ya construidas como de nueva 
construcción. Básicamente, estos elementos solo tienen que estar acoplados a un 
punto de la estructura, lo que las hace más versátiles que otras y permite su 
colocación en distintos puntos de las estructuras. En general, en el caso de puentes 
y pasarelas peatonales, se colocan en la parte de abajo del tablero, aunque 
también se han propuesto otras ubicaciones como en las zona barandillas. 
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3.2.1 Introducción a los amortiguadores de masa 
 
Los amortiguadores de masa pasivos (TMD), son sistemas de absorción de 
vibraciones que en su esquema más sencillo están compuestos por una masa 
móvil unida a la estructura mediante muelles y amortiguadores. Cuando la 
estructura desarrolla vibraciones como respuesta a una perturbación externa 
(peatones/viento), se produce una disipación de la energía por medio de la fuerza 
de inercia del TMD actuando sobre la estructura (Connor, 2003). Esto se traduce en 
un aumento del amortiguamiento de la estructura de modo que las oscilaciones de 
la estructura se mitigan en tiempos menores y se desarrollan menores niveles de 
vibración. Para que el amortiguador de masa trabaje correctamente, es necesario 
un correcto sintonizado de sus parámetros físicos, es decir su masa y las 






Figura 3.17. Ejemplos de amortiguadores de masa pasivos instalados en estructuras. 
 
Un esquema particular de TMD son los amortiguadores de masa tipo péndulo 
(PTMD), donde la masa del TMD cuelga de la estructura mediante cables de acero y 
limita su movimiento por medio de un conjunto de amortiguadores y topes físicos. 
En este caso, la frecuencia del TMD la fija la longitud de los cables y no el conjunto 
masa-muelles como en el caso convencional. Estructuras indicadas para el uso de 
este tipo de TMD son los grandes rascacielos o chimeneas industriales. En la se 
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Figura 3.17 se muestran ejemplos reales de un TMD convencional fijado en la parte 
inferior de un forjado y el PTMD del edificio Tapei 101 en Taiwan. 
 
El concepto de un dispositivo pasivo para el amortiguamiento de vibraciones en 
distintos sistemas fue introducido por el ingeniero naval Hermann, quien ideó un 
dispositivo capaz de reducir la oscilación lateral de los barcos, patente que 
publicaría en 1909 (Frahm, 1909). Posteriormente, J. Ormondroyd y J.P. Den Hartog 
( (Ormondroyd . & Den Hartog, 1928), (Den Hartog, 1934)) desarrollaron la teoría 
sobre los amortiguadores de masa pasivos (TMDs) y su sintonizado. A partir de 
entonces, se realizaron numerosos estudios para analizar la influencia de los TMDs 
sobre las estructuras cuando estas están sometidas a distintos tipos de 
excitaciones. En este sentido,  G.B. Warburton, a principios de los años 80 
(Warburton, 1982), presentó un trabajo con soluciones analíticas de sintonizados 
óptimos de TMDs para varios tipos de excitaciones y con diferentes objetivos de 
minimización. Estos primeros resultados fueron obtenidos, para sistemas sencillos 
de un grado de libertad y sin amortiguamiento, el único escenario que posee 
solución analítica (Magdaleno, 2017). A partir de entonces, múltiples estudios se 
han desarrollado con el objeto de completar el trabajo de Warburton incluyendo 
aproximaciones y correlaciones empíricas para estructuras más complejas y con 
diferentes modelos de amortiguamiento. 
 
Por otro lado, se empezó a trabajar en la implementación de estos dispositivos a 
estructuras complejas de gran envergadura sometidas a una excitación en su base, 
apoyándose en resultados experimentales (McNamara, 1977) y en TMDs 
implementados en otras estructuras reales (Luft, 1979). Además, se empieza a 
trabajar más intensamente en los métodos de sintonización para sistemas más 
complejos (Villaverde, 1985) (Sadek, et al., 1997). Con estos y otros trabajos  se 
llegan a distintas conclusiones en relación al posicionamiento óptimo de los TMDs 
en las estructuras, consideraciones sobre las frecuencias de  sintonización o sobre 
el factor de amortiguamiento crítico del TMD. 
 
Más recientemente y gracias a las capacidades de computación actuales, se han 
usado modelos estructurales más complejos con lo que se mejoró la formas de 
simular las distintas excitaciones y se sofisticaron las metodologías de diseño y 
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optimización de los TMDs. Así, se encuentran trabajos como los de Miranda 
(Miranda, 2005), que presenta un abordaje energético del problema, Krenk y 
Høgsberg (Krenk & Høgsberg, 2008), que aplican aceleraciones sísmicas como 
ruido blanco para obtener los parámetros de los TMDs a partir de la minimización 
de parámetros estadísticos de las respuestas y Hoang (Hoang, et al., 2008) y Adam 
(Adam & Furtmüller, 2010) que realizan dos de los estudios paramétricos 
comparativos más completos. 
 
Con respecto a los algoritmos de optimización, a parte de los primeros desarrollos 
analíticos y numéricos, se han propuesto algoritmos alternativos como el trabajo de 
Bekdas y Nigdeli (Bekdas & Nigdeli. , 2013), que aplican el algoritmo 
metaheurístico de optimizacion Harmony Search para obtener los parámetros 
óptimos y el trabajo de Grego et al. (Greco, et al., 2016.) en el que se emplean 
algoritmos de optimización multiobjetivo para obtener las propiedades de los TMDs 
incluyendo consideraciones acerca de su coste. En la misma línea está el trabajo 
de Salcedo (Salcedo, et al., 2017) en que se aplicaba un algoritmo evolutivo de 
optimización inspirado en los arrecifes de coral. 
 
En general, los TMDs se diseñan y sintonizan para aumentar el amortiguamiento de 
un solo modo, el cual suele ser el modo principal de la estructura o bien un modo 
problemático que fácilmente entra en resonancia debido a alguna excitación 
externa. La eficacia de estos dispositivos decrece notablemente si los parámetros 
del modo al que se ha diseñado el TMD varía su valor como consecuencia de los 
efectos medioambientales (temperatura, viento) el grado de ocupación (de 
Sebastián, et al., 2011) o el envejecimiento de la estructura. Por otro lado, cuando 
la estructura tiene varios modos problemáticos es necesario el uso de varios TMDs 
(MTMDs). 
 
En algunos casos, los TMDs se usan durante el proceso de construcción de las 
estructuras con el objeto de evitar estados de vibración que pudieran comprometer 
a algunas partes de dichas estructuras antes de que finalicen su construcción. En 
dichas situaciones, los parámetros de los modos de las estructuras varían a 
medida que se avanza en la construcción y es necesario resintonizar los TMDs. A 
este tipo de TMD que varía sus parámetros a medida que varían los parámetros 
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modales de la estructura se le denomina amortiguador de masa adaptativo (ATMD). 
Ejemplos de estructuras que han sido objeto de amortiguadores de este tipo son 










Figura 3.18. Tipologías de amortiguadores de masa 
 
 
Además de los ATMDs, se han propuesto otros dispositivos basados en 
amortiguadores de masa pasivos con el objeto de mejorar sus prestaciones y 
superar sus limitaciones. En la Figura 3.18 se muestran los esquemas de varias de 
estas propuestas. Así, se han propuesto estrategias activas, como los 
amortiguadores de masas activos (AMD), donde se ha añadido un elemento activo 
controlado como actuadores hidráulicos o motores eléctricos, estrategias híbridas 
en las que partiendo de un TMD, se le ha acoplado un AMD de menor masa y se ha 
denominado al conjunto amortiguador de masa híbrido (HMD). En este caso se 
mejora la prestación del TMD y en caso de fallo eléctrico, la parte pasiva está 
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plenamente operativa. Finalmente, se han propuesto estrategias semiactivas, que 
se caracterizan, frente a las activas, por ser inherentemente estables al no poder 
desestabilizar a la estructura. Un amortiguador de masa semiactivo (SAMD) es 
básicamente un TMD en el que alguno de sus elementos pasivos de rigidez y/o 
amortiguamiento ha sido sustituido por un elemento que puede variar sus 
propiedades entre un cierto rango de valores. 
 
Para unificar conceptos y puesto que en la literatura a veces se usa tanto el 
término adaptativo como semiactivo para referirse a dispositivos pasivos que varían 
los parámetros de alguno de sus elementos, diremos que los sistemas adaptativos 
son aquellos en los que sus propiedades varían de forma lenta mientras que los 
semiactivos son aquellos en los el cambio se produce en un tiempo menor al de un 
ciclo de oscilación. 
 
En el caso de los amortiguadores de masa activos (AMDs) e híbridos (HMDs), estos 
han sido propuestos e implementados desde primeros de los noventa, 
principalmente en edificios muy esbeltos con el objeto de reducir el nivel de 
vibración y por tanto mejorar la confortabilidad de sus inquilinos cuando dichas 
estructuras están sometidas a ráfagas de viento (Housner, et al., 1997). En estas 
primeras implementaciones se usaron técnicas de control óptimo y estocástico. En 
(Ghaedi, et al., 2017) se resumen técnicas más novedosas usadas para el control 
de las partes activas de los AMD. Así, algunas de estas son las de Amini (Amini, et 
al., 2013) donde  se estudiaron los enfoques para determinar las fuerzas de control 
óptimas de AMDs usando la optimización por enjambre de partículas o PSO ( 
(Boulkaibet, et al., 2015), (Shabbir & Omenzetter, 2015)), la transformada de 
wavelet discreta o DWT ( (Dai, et al., 2015), (Alhasan, et al., 2016)) y el algoritmo 
LQR. Soleymani y Khodadadi (Soleymani & Khodadadi, 2014) propusieron un 
control difuso (fuzzy) adaptativo y un algoritmo multiobjetivo genético difuso para el 
control del AMD en un edificio de 76 pisos. Wang y Adeli (Wang & Adeli, 2015) 
presentaron un método de control de modo deslizante filtrado. Ubertini (Ubertini, et 
al., 2015) utilizó un algoritmo de control skyhook en un sistema AMD propuesto 
instalado en el piso superior de una estructura de acero a escala de 5 pisos. 
Finalmente, Yang (Yang, et al., 2017) propuso un algoritmo de control en 
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realimentación de aceleración negativa multimodal para un sistema AMD activado 
por un servomotor. 
 
En Casado (Casado, et al., 2007), se presentan algunas de las propuestas basadas 
en amortiguadores de masa semiactivos (SATMD). La mayoría de las propuestas de 
SATMDs están basadas en la variación del amortiguamiento o  en la variación de la 
rigidez del sistema. 
 
En el caso de los amortiguadores de masa semiactivos basados en dispositivos de 
amortiguamiento variable, los amortiguadores viscosos de los TMDs pasivos son 
sustituidos, bien por amortiguadores de orificio variable, o bien por amortiguadores 










a) Amortiguador MR b) Amortiguador de orificio variable 
Figura 3.19. Esquema de amortiguadores de orificio variable y magneto reológico 
 
Un amortiguador de orificio variable consiste en un amortiguador viscoso clásico, 
en el cual es posible controlar el flujo de paso entre las dos cámaras del 
amortiguador mediante una servo-válvula. La primera propuesta para estructuras 
civiles basada en este dispositivo  fue realizada por Hrovat en 1983 (Hrovat, et al., 
1983), siendo la servo válvula comandada bien de forma on-off, o bien de forma 
proporcional. Por otro lado, un amortiguador magneto-reológico (MR damper) es 
esencialmente un amortiguador hidráulico en el que el aceite ha sido sustituido por 
fluidos magneto-reológicos y se le ha dotado de una serie de bobinas para inducir 
campos magnéticos. La principal característica de estos fluidos es que pueden 
cambiar de un estado de viscosidad lineal, a un estado de semi-solidez en tiempos 
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del orden de milisegundos cuando se les somete al efecto de campos magnéticos. 
También existen los llamados fluidos electro-reológicos, los cuales modifican sus 
propiedades cuando se les aplica un campo eléctrico, pero como desventaja frente 
a los anteriores tienen una resistencia a la fluencia de 20 a 50 veces menor por lo 
que los magneto-reológicos son los preferidos para realizaciones prácticas. 
 
De forma cronológica, algunas de las primeras propuestas de amortiguadores de 
masa semiactivos son las de Abe y Igusa (Abé & Igusa, 1996) que desarrollaron 
algoritmos de control óptimos para el control de las vibraciones transitorias. El 
control estaba formulado mediante sencillas expresiones en términos del estado 
instantáneo del sistema. El buen funcionamiento de estos algoritmos estaba 
limitado por el máximo desplazamiento de la masa del SATMD y por la exactitud de 
la medición del estado de la estructura. Posteriormente, Vavreck (Vavreck, 2000) 
propuso dos técnicas de control para SATMD con amortiguadores magneto-
reológicos, las cuales consisten en un control skyhook on-off/proporcional y una 
aproximación a un control cuadrático lineal óptimo (LQG) implementado por un 
control clipping. Ambos controles requieren medir la velocidad del SATMD y de la 
estructura. Vavreck concluyo que la última técnica consigue una mejor respuesta 
frente a diferentes rangos de excitación en fuerza y frecuencia. Pinkaew y Fujino 
propusieron (Pinkaew & Fujino, 2001) una ley de control óptimo para 
implementaciones con amortiguadores de orificio variable o con amortiguadores 
magneto-reológicos. Antes de obtener la ley de control para el sistema semiactivo, 
se calcula la ley de control para el sistema activo sin restricciones y a partir de esta, 
mediante una solución subóptima, se obtuvo la ley de control para el caso 
semiactivo minimizado el error entre la fuerza desarrollada por el dispositivo activo 
y el semiactivo. La ley de control que se obtuvo es una variación del llamado 
clipped optimal control. Setareh ( (Setareh, 2001), (Setareh, 2002)) y Koo ( (Koo, et 
al., 2002)) estudiaron y desarrollaron algoritmos Groundhook para SATMDs a los 
que denominaron GHTMD (Ground Hook Tuned Mass Damper). La metodología 
propuesta por Setareh se basa en una formulación no dimensional en la que el 
GHTMD era diseñado de forma gráfica, mientras que Koo desarrolló una rutina de 
optimización para los modelos matemáticos de los GHTMDs. Finalmente, Aldemir 
(Aldemir., 2003) propuso una estrategia de control óptimo para gobernar el 




En el caso de los amortiguadores de masa semiactivos basados en dispositivos de 
rigidez variable, estos sistemas se pueden considerar en algunos casos TMDs 
adaptativos ya que el cambio en sus parámetros a veces no es tan rápido como un 
ciclo de oscilación de la estructura. Ejemplos de estos son el propuesto por 
Franchek (Franchek, 1995) donde la rigidez se ajusta atornillando más o menos los 
resortes helicoidales en una placa fija. Posteriormente, Nagarajaiah y Varadarajan 
(Nagarajaiah & Varadarajan, 2005) propusieron y verificaron una nuevo SATMD que 
llamaron semi-active variable stiffness tuned mass damper (SAIVS-TMD) formado 
por un conjunto de muelles y motores lineales con los que modificar la rigidez 
global del conjunto. Por otro lado, Gu (Gu, et al., 2002) propuso un SATMD llamado 
semi-active lever-type TMD (SALT-TMD) que cambia su frecuencia mediante el 
movimiento controlado de la masa en una barra rígida. Williams (Williams, et al., 
2002) por otro lado propuso utilizar el módulo elástico variable de las aleaciones 
con memoria de forma (SMA) para construir lo que denominó SMA-ATVA (SMA 
Adaptive Tuned Vibration Absorber). Esquemas de estos sistemas se presentan en 
la Figura 3.20. 
 
 







Figura 3.20. Ejemplos de diseños de SATMD de rigidez variable  
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En 2012 se patentó (Lorenzana, et al., 2012) un amortiguador de masa magnético 
de rigidez variable basado en un dispositivo magnético formado por imanes 
permanentes y bobinas electromagnéticas. Este se presenta en el capítulo de 
resultados. Otras propuestas de SATMDs se pueden consultar en (Ghaedi, et al., 
2017). 
 
A continuación se presentan las estrategias de control empleadas en la tesis para 
el desarrollo de TMDs, AMDs y SATMDs. Primeramente se muestra un algoritmo de 
optimización para el diseño de controladores H∞ de orden fijo para el diseño de 
TMDs, AMDs y HMDs (Poncela, et al., 2007), en segundo lugar se presentan 
controles basados en el diseño del lugar de las raíces como es el control basado en 
la realimentación compensada de la aceleración (CAFC) (Casado, et al., 2013) y el 
control de realimentación de la velocidad mejorado (MVF) (Díaz, et al., 2011) para 
el diseño de AMDs. En el MVF el control por realimentación directa de la velocidad 
DVFC es mejorado añadiendo un control de lazo interno al actuador. Por último se 
presentan los controles Ground Hook empleados para el diseño de SATMDs [ 
(Casado, et al., 2008), (Casado, et al., 2017)]. 
3.2.2 Controles H∞ de orden fijo 
El control robusto fue desarrollado como respuesta a las incertidumbres y errores 
de modelado siempre existentes en los modelos identificados a partir de los 
sistemas o plantas reales. El control robusto abarca todos aquellos problemas que 
se caracterizan por considerar incertidumbres en el modelo que sean tolerables por 
un controlador fijo lineal e invariante en el tiempo. 
 
Los objetivos del control robusto se dividen en cuatro (Rodríguez & López, 1996). 
Estabilidad nominal, por el que el sistema es estable en lazo cerrado para unas 
condiciones de trabajo dadas o nominales. Comportamiento nominal, tal que 
ciertas variables del sistema presenten un comportamiento adecuado u óptimo 
respecto a una función de costes o índice de comportamiento. Estabilidad robusta, 
donde el sistema de control es estable en lazo cerrado para el conjunto de las 
posibles plantas que se puedan dar como consecuencia de la incertidumbre en el 
modelo de la planta. Por último,  Comportamiento robusto  donde para el conjunto 
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de plantas se requiere que cumplan unas especificaciones de funcionamiento y no 





Figura 3. 21 Planteamiento del problema de control. (Rodríguez & López, 1996) 
 
 
Dentro de los distintos desarrollos teóricos de control robusto como son los 
métodos H, los métodos LTR (Loop Transfer Recovery), el método IMC (Internal 
Model Control), método de Síntesis , método GPC (Generalized Predictive Control) 
o método QFT (Quantitative Feedback Theory) entre otros, en la tesis se ha 
desarrollado un algoritmo para obtener controles H de orden fijoy se ha aplicado a 
modelos sencillos de estructuras con TMD, AMD y HMD. (Poncela, et al., 2007) 
 
Existe una amplia bibliografía sobre el control H que se asemeja a la teoría clásica 
de control LQG (o H2). En (Doyle, et al., 1989) el controlador H se obtiene 
resolviendo un par de ecuaciones de Riccati acopladas. Resultados posteriores han 
convertido el problema de diseño H de orden completo en un problema de 
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factibilidad convexa en términos de un par de LMI o desigualdades lineales 
matriciales [ (Gahinet, 1996), (Iwasaki & Skelton, 1994)] con las que resolver una 
mayor variedad de problemas. Estos  incluyen el control H con multiplicadores 
(Balakrishnan, 1995) y el control multiobjetivo H2/H [ (Khargonekar & Rotea, 
1991), (Scherer, et al., 1997)]. Desafortunadamente, los controladores H 
calculados por cualquiera de estos métodos tienen el mismo orden de la planta. 
Además, si la planta ha sido aumentada con funciones peso para tener en cuenta 
ciertas bandas de frecuencia, entonces el controlador puede ser de orden muy alto 
y deberán aplicarse técnicas de reducción de modelos (Zhou, et al., 1996) para 
obtener un controlador de menor orden. Sin embargo, este procedimiento no es 
óptimo y no hay garantía de que el controlador de orden reducido mantenga sus 
propiedades de atenuación. Otra opción es diseñar un controlador H de orden fijo, 
en este caso se puede formular una condición necesaria y suficiente en términos 
de un par de LMI con una restricción de rango no convexa [ (Iwasaki & Skelton, 
1994), (Gahinet & Ignot, 1994)]. Alternativamente, el problema puede ser 
formulado en términos de una desigualdad matricial bilineal (BMC) que tampoco es 
convexa. Por tanto, no existe una solución completa a este problema; sin embargo, 
ciertos métodos numéricos que resuelven parcialmente el problema han sido 
desarrollados y probados [ (Iwasaki, 1999), (Liu & Papavassilopoulos, 1996)]. Esta 
es la propuesta que se ha sido seguido en el desarrollo del algoritmo. 
 
El controlador H emplea la norma infinito como medida de comportamiento o de 
minimización de ciertas funciones de coste del problema. La norma infinito de una 
matriz de funciones complejas F se define como: 
 
  )(sup 0)Re( sFF s    (45) 
 
Siendo  el valor singular.  
 
El esquema del problema de control que se pretende resolver es el de la Figura 
3.22, donde P(s) es la planta, K(s) el controlador, y es el vector de salidas medidas,  
u es el vector de entradas de control, d es el vector de perturbaciones de entradas 
y z es el vector de las respuestas o variables que queremos controlar, el cual estará 
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formado por cualquier combinación de variables de estado y elementos del vector 
u.    
 
Figura 3.22. Diagrama de bloques del problema de control. 
 
El objetivo del control H que se plantea  es el de diseñar un controlador estable tal 
que la norma infinito de la función de transferencia Hzw entre las variables a 
controlar z y las perturbaciones d sea minimizada. Matemáticamente, esto se 
plantea con la definición de una ley de control u=K·y que minimice la norma infinito 
de la función de transferencia Hzw. 
 
A partir del esquema (Figura 3.22) se plantea el sistema de ecuaciones de estado 
(46), el cual adaptaremos para las distintas combinaciones estructura-solución 
(TMD, AMD, HMD). Donde A es la matriz de estado, B1 y B2 son las matrices de 


















Una vez que se ha adaptado el modelo a nuestra estructura, se propone el 
siguiente controlador H estático: 
 
 )(tLyu   (47) 
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Definición: Dado un escalar  > 0 el controlador (47) se dice que es un control H 
con atenuación de la perturbación , si se cumplen las siguientes condiciones: 
 
 El sistema en lazo cerrado es asintóticamente estable. 
 ||Tzw|| < .  
 
(donde Tzw es la función de transferencia en lazo cerrado entre el vector de  
variables a controlar z y la perturbación w). 
 
El objetivo por tanto consiste en encontrar el controlador H (47) tal que  sea 
minimizada. Si  < 1 el efecto de la perturbación w sobre la variable controlada z 
será atenuado. Aplicando los resultados de Iwasaki (Iwasaki, 1999) el problema de 
encontrar un controlador H con realimentación estática de la salida se convierte 
en un problema de resolución iterativa de dos LMIs (BMI optimization problem)   
 
Lema: Dado un escalar  y el sistema (46) las siguientes afirmaciones son 
equivalentes: 
 Existe un controlador H (𝑢 = 𝐿𝑦(𝑡)) con atenuación  de la perturbación.   
 Existe un 𝐾  ℝmxn, 𝐹  ℝnxr y 𝑋 = 𝑋𝑇 >  0 ℝnxn tal que: 
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  (50) 
 
Por tanto, un controlador H en lazo cerrado estático (47) puede ser obtenido 
minimizando  sujeto a las condiciones (48) y (49), donde , 𝑋, 𝐾 y 𝐹 son las 
variables. En cuanto a la ganancia del controlador en lazo cerrado estático 𝐿, esta 
se obtiene resolviendo la expresión (50) una vez que   y 𝑋 > 0 cumpliendo (48) y 
(49) son disponibles para algún 𝐾 y 𝐹. En (Iwasaki , 1993) se desarrolla la 
demostración de estos resultados. 
 
Resumiendo, el problema de optimización del control  H con realimentación 
estática de la salida puede ser formulado de la forma siguiente: 
 
𝛾∗ = 𝑖𝑛𝑓{𝛾| 𝐾 ∈ ℝ𝑚𝑥𝑛, 𝐹 ∈ ℝ𝑛𝑥𝑟 , 0 < 𝑋 = 𝑋𝑇 ∈ ℝ𝑛𝑥𝑛, ℒ1(𝛾, 𝐹, 𝑋)
< 0 , ℒ2(𝛾, 𝐾, 𝑋) < 0 } 
(51) 
 
Y dado un  >   ∗ calcular un controlador con realimentación de salida estática 
que cumpla ||𝑇𝑧𝑤|| < . Desafortunadamente el problema de optimización es no 
convexo debido a que las condiciones  (48) y (49) son desigualdades matriciales 
bilineales con respecto a las variables matriciales 𝐹, 𝐾 y 𝑋. Sin embargo, si fijamos 
𝐹, la condición ℒ1(𝛾, 𝐹, 𝑋) se convierte en una LMI en 𝑋. Igualmente si fijamos 𝐾, la 
condición ℒ2(𝛾, 𝐾, 𝑋) también se vuelve en una LMI en 𝑋, De esta manera se puede 
resolver el problema mediante un algoritmo de iteración dual (Iwasaki, 1999). 
 
El algoritmo consiste básicamente en los siguientes puntos:  
 
1) Inicialización: Elegimos  > 0, fijamos un 𝐾0 inicial (j=1). 
Bucle iterativo: 
2) Calculamos 𝑗, 𝐹𝑗 e 𝑌𝑗 resolviendo el siguiente problema de optimización 
LMI: 
(𝛼𝑗, 𝐹𝑗 , 𝑌𝑗) = 𝑎𝑟𝑔𝑚𝑖𝑛 {𝛼| 𝐹 ∈ ℝ
𝑛𝑥𝑟 , 0 < 𝑌 = 𝑌𝑇 ∈ ℝ𝑛𝑥𝑛, ℒ1(𝛼, 𝐹, 𝑌)
< 0 , ℒ2(𝛼, 𝐾𝑗−1, 𝑌) < 0 } 
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y se fija 𝐾𝑗  
3) Calculamos 𝛾𝑗, 𝐾𝑗 e 𝑋𝑗 resolviendo el siguiente problema de optimización 
LMI: 
(𝛾𝑗, 𝐾𝑗 , 𝑋𝑗) = 𝑎𝑟𝑔𝑚𝑖𝑛 {𝛾| 𝐾 ∈ ℝ
𝑚𝑥𝑛, 0 < 𝑋 = 𝑋𝑇 ∈ ℝ𝑛𝑥𝑛, ℒ1(𝛾, 𝐹𝑗 , 𝑋)
< 0 , ℒ2(𝛼, 𝐾, 𝑋) < 0 } 
y se fija 𝐹𝑗  
4) Si |𝛾𝑗 − 𝛾𝑗−1| < 𝜀 fijamos 𝛾𝑠𝑢𝑏 = 𝛾𝑗 y 𝑋𝑠𝑢𝑏 = 𝑋𝑗 y vamos a resultados. Si no, 
(𝑗 = 𝑗 + 1 ) y vamos al paso 2. 
5) Resultados: 𝛾𝑠𝑢𝑏 se considera un límite superior de la mínima atenuación 
alcanzable  ( ∗). Un controlador H∞ con realimentación de la salida 
cumpliendo ‖𝑇𝑧𝑤(𝐿𝑠𝑢𝑏)‖∞ < 𝛾𝑠𝑢𝑏 < 𝛾
∗  puede ser obtenido mediante la 
resolución del siguiente problema LMI:  
𝐿𝑠𝑢𝑏 ∈ ℝ
𝑚𝑥𝑟 , ℒ3(𝛾𝑠𝑢𝑏 , 𝐿𝑠𝑢𝑏 , 𝑋𝑠𝑢𝑏) < 0  
Donde 𝛾𝑠𝑢𝑏   y 𝑋𝑠𝑢𝑏 son fijados. 
 
Este algoritmo no da un valor óptimo global  ∗ ya que el problema de optimización 
es no convexo y el valor subóptimo logrado  depende en gran medida del valor 
inicial de 𝐾0. Para fijar este valor inicial se sugiere usar métodos como la ubicación 
de polos, o el diseño mediante LQR entre otros. Una vez que el algoritmo converge, 
se obtienen controladores con buenas características. 
 
Los modelos de las estructuras con los que se ha trabajado en la tesis para la  
aplicación de este algoritmo son modelos de edificio cortante o de masas 
puntuales. En (Poncela, et al., 2007) se plantearon varias soluciones de control, 
entre ellas las de un TMD y un AMD para para sistemas de varios grados de 
libertad. A modo de ejemplo, las ecuaciones de estado para el caso de una 
estructura de tres GDL en las que se ha implementado dichas soluciones se 
presentan a continuación. 
 
En primer lugar, se muestran las ecuaciones para la estructura de tres GDL usando  
la idea del modelo de edificio cortante a un edificio de tres pisos en el cual las 
rotaciones de una sección horizontal, al nivel de cada piso, no existen. En la Figura 








Figura 3.23. Modelos de edificio cortante y masas puntuales de una estructura de tres pisos. 
 
Un modelo más intuitivo para el desarrollo de las ecuaciones de movimiento del 
modelo de edificio de cortante, lo constituye un nuevo esquema de masas 
puntuales en el que la rigidez viene definida por muelles y el amortiguamiento por 
amortiguadores viscosos. En la Figura 3.24 se muestra el esquema en horizontal de 
este último esquema para facilitar el desarrollo de las ecuaciones del movimiento.  
 
 
Figura 3.24. Modelo de un sistema con tres GDL 
 
Las variables que se utilizan en las ecuaciones del movimiento, son los 
desplazamientos de los pisos junto con sus respectivas derivadas. Así tenemos: 
 
 


































La variable w está asociada con la señal de perturbación del sistema (Figura 3.22). 
En el caso de que esta sea la aceleración del terreno en la base de la estructura, 
























Donde 𝑚𝑖, 𝑘𝑖  𝑦 𝑐𝑖, son respectivamente las masas, coeficientes de rigidez y 
amortiguamiento de los distintos pisos. Si se sustituyen las magnitudes absolutas 
por las relativas, y se opera de tal manera que las aceleraciones relativas de los 



















































































































































Si se expresa este conjunto de ecuaciones más las correspondientes a las 
ecuaciones de velocidad relativa en notación matricial se obtienen las ecuaciones 


























































































































Y M-1C se obtiene reemplazando las 𝑘𝑖  por 𝑐𝑖  en M-1K.  
 
En el sistema de ecuaciones  
(54) se añaden las ecuaciones correspondientes a las variables medidas 𝑦, y a las 
variables controladas 𝑧, tal y como se vio en el sistema de ecuaciones (46) del 
problema general de control estructural. En este caso, la estructura no contiene 
ninguna clase de dispositivo de protección (no hay señal de control 𝑢), por lo que el 
sistema de ecuaciones obtenido se corresponderá con un problema de control en 
lazo abierto. Las matrices C1 y C2 se fijan posteriormente en problemas más 
concretos. 
 
En el caso de un TMD se parte del modelo de la Figura 3.25 
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Figura 3.25. Modelo de un sistema de tres GDL mas un TMD. 
 





























































































































































Al igual que en (47) se define un controlador H estático como 𝑢 = 𝐿 ∗ 𝑦, donde 
L=[Kd Cd] contiene los parámetros del TMD. Una vez manipuladas las expresiones 








































































































































































Y M-1C se obtiene reemplazando las 𝑘𝑖  por 𝑐𝑖  en M-1K. 
 
En el caso de un AMD, el modelo es el de la Figura 3.26 
 
Figura 3.26. Modelo de un sistema de tres GDL más un AMD. 
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Y M-1C se obtiene reemplazando las 𝑘𝑖  por 𝑐𝑖  en M-1K. 
 
En este caso el término L del controlador H estático 𝑢 = 𝐿 ∗ 𝑦 se corresponde con 
un escalar asociado a la parte activa del AMD. Una vez manipuladas las 




























































































































































































Y M-1C se obtiene reemplazando las 𝑘𝑖  por 𝑐𝑖  en M-1K. 
 
C2 se fija a [1 0 0 0 0 0 0 0] cuando se realimente la posición del primer GDL o [0 0 
0 0 1 0 0 0] cuando sea la velocidad del primer GDL la que se realimente. 
3.2.3 Controles basados en el diseño mediante el lugar de las 
raíces 
El lugar de las raíces es el lugar geométrico de los polos y ceros de una función de 
transferencia, donde la ganancia del sistema varía en un determinado intervalo 
(generalmente de cero a infinito). Mediante el método del lugar de raíces se 
determina la posición de los polos de la función de transferencia en lazo cerrado 
para un determinado valor de ganancia a partir de la función de transferencia a 
lazo abierto. 
 
El lugar de raíces es una herramienta muy útil para analizar sistemas dinámicos 
lineales tipo SISO (single input single output) y su estabilidad. Un sistema será 
estable de tipo BIBO (bounded-input, bounded-output) si todos sus polos se 
encuentran en el semiplano izquierdo del plano complejo (en el caso de sistemas 
continuos) o dentro del círculo unitario del plano z (para sistemas discretos). 
 
Como se mostró en la parte del análisis modal, las estructuras pueden modelarse 
como una superposición de sistemas de un grado de libertad, los cuales 
representan a cada modo de la estructura. Dichos modos se definen 
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matemáticamente con sistemas de segundo orden, por lo que entender estos 
sistemas es muy importante para el diseño de los controladores. 
 
La función de transferencia de estos sistemas de segundo orden la obtenemos de 









 𝑠2  + j 2𝜁𝑤𝑛 𝑠 + 𝑤𝑛2
 (62) 
 
Donde dependiendo del coeficiente de amortiguamiento, las raíces del 
denominador o polos serán reales (≥1) o complejos conjugados (0<<1). En el 
caso de estructuras esbeltas como es el caso de las pasarelas peatonales, los 
valores de amortiguamiento son en general menores del 1% (Figura 1.3) y por tanto 
tendremos un par de polos complejos conjugados por modo. En la Figura 3.27 se 
ha dibujado un par de polos conjugados en el plano complejo. 
 
 
Figura 3.27. Polos complejos conjugados en el plano complejo. 
 
Siendo la parte real =wn y la parte imaginaria wd=wn (1 -2), la inversa de la 
constante de tiempo y la frecuencia natural amortiguada respectivamente. 
Dependiendo de la posición de los polos en el plano complejo, el sistema de 
segundo orden responderá con una forma y velocidad distinta. En la Figura 3. 28 se 
muestra la respuesta a un escalón unitario de sistemas de segundo orden con 





Figura 3. 28. Respuesta de sistemas de segundo orden con distintos valores de amortiguamiento. 
 
Con el uso de controladores, como son los de primer orden que se mostrarán más 
adelante,  podremos variar la respuesta del sistema en lazo cerrado y de esta 
manera obtener estructuras con respuestas más rápidas, con mayores márgenes 
de estabilidad o con mayor amortiguamiento. 
 
En los sistemas de segundo orden se han definido una serie de parámetros que 
identifican el tipo de respuesta que dan. El valor de alguno de estos parámetros se 
usa habitualmente como objetivo de los controladores diseñados y se calcula con 
las siguientes formulas;  
 
 
𝑀𝑃 = 1 + 𝑒
−𝜋𝜁
√1−𝜁2 , 𝑃. 𝑂 = 100𝑒
−𝜋𝜁

















2.16 𝜁 + 0.6
𝑤𝑛
   0.3 ≤  𝜁 ≤ 0.8 (66) 
 
Carlos M. Casado  
70 
 
Siendo MP el porcentaje de sobrepaso o overshoot definido en tanto por uno y P.O. 
si se define en tanto por ciento. Este parámetro es una medida del valor de 
sobrepaso que tiene la respuesta del sistema sobre la amplitud de la entrada 
escalón. En general, se debe evitar tener sobrepaso altos ya que producen 
esfuerzos elevados en los componentes físicos del sistema. En la formulación se 
observa que el valor del sobrepaso es solo función del amortiguamiento. 
 
El tiempo de establecimiento o settling time (ts) es una medida de la velocidad del 
sistema. Este parámetro mide el tiempo en que la respuesta que da está acotada 
en una banda de amplitud del 2%. En este caso su valor depende tanto del 
amortiguamiento como de la frecuencia natural. 
 
El tiempo de respuesta máxima o time to peak (tp), es el tiempo en que se produce 
la máxima amplitud de la salida. 
 
El tiempo de subida o rise time (tr) es el tiempo que necesita la respuesta para 
subir desde el 10% hasta el 90% de la amplitud del escalón unitario. Tanto este 
parámetro como el anterior son función del amortiguamiento y de la frecuencia 
natural. 
 
Todos estos valores se presentan de forma visual en la Figura 3.29. 
 




Como ya se ha comentado, el lugar de las raíces se emplea para determinar el valor 
de la ganancia que da un buen comportamiento del sistema en lazo cerrado. En la 
Figura 3.30, se muestra un esquema general del control en lazo cerrado donde G(s) 
se corresponde con el modelo o función de transferencia del sistema o  de la 
estructura, Gc(s) es la función de transferencia del controlador, R(s) la referencia 
del control e Y(s) la respuesta de la estructura. En el problema de control de 
vibraciones Y(s) suele ser la respuesta de la estructura en aceleración y R(s) se fija 
a cero.  
 
 
Figura 3.30. Diagrama de control en lazo cerrado. 
 
 
En este esquema de control, el controlador mas sencillo es el proporcional (Gc(s) = 
K), cuya respuesta es proporcional al error E(s)=Y(s)–R(s). Este control tiene 
limitaciones prácticas en cuanto al valor máximo de ganancia que físicamente se 
pude obtenerse. Esto unido al hecho de que ganancias muy altas conducen a 
inestabilidades y que en general tendremos errores en estacionario, hace este 
control no se use mucho en la práctica. Por tanto, si en el lugar de las raíces se 
observa que el comportamiento deseado del sistema en lazo cerrado no se puede 
lograr con el ajuste de una simple ganancia, entonces será necesario cambiar la 
forma del lugar de las raíces añadiendo controladores adicionales a la función de 
transferencia en lazo abierto. 
 
A diferencia del controlador proporcional, los controladores clásicos como los PI, PD 
y PID (67) y los compensadores en adelanto y atraso  (68) tienen en cuenta el 
histórico de los errores y mediante el ajuste de las distintas ganancias proporcional, 
integral y derivativa o de la elección de los polos y ceros adicionales 
respectivamente se obtendrán en muchos casos las respuestas deseadas del 
sistema en lazo cerrado.  




𝐺𝑐(𝑠) = 𝐾𝑃 +
𝐾𝐼
𝑠








El controlador PD (KI =0) básicamente añade un cero al sistema en lazo cerrado lo 
que se traduce en la mejora del transitorio de la respuesta al desplazar el lugar de 
las raíces hacia la izquierda. En el caso del PI, este añade un cero y un polo en el 
origen del plano complejo y muchas veces se usa para eliminar los errores en 
estacionario. El PID se emplea para mejorar tanto la dinámica de la respuesta como 
para eliminar el error en estacionario. 
 
Partiendo de la ecuación (68), un compensador es en adelanto si ZO < PO y en 
atraso si ZO > PO. Se denominan así porque al añadir el conjunto de cero-polo se 
contribuye respectivamente con un ángulo positivo y negativo a la condición de 
ángulo del lugar de las raíces (Ogata, 1993).  
 
En el caso del compensador en adelanto este se comporta como un filtro pasa altos 
y  su efecto es el de desplazar el lugar de las raíces a la izquierda mejorando la 
respuesta transitoria al ampliar el ancho de banda e incrementar la velocidad de 
respuesta. Un compensador en adelanto es similar a un control PD, pero con menor 
ruido en alta frecuencia. 
 
El compensador en atraso se asemeja al control PI actuando como un filtro pasa 
bajos y desplazando el lugar de las raíces a la derecha. Este compensador se usa 
cuando siendo la respuesta transitoria del sistema satisfactoria, es necesaria una 
reducción del error en estacionario. En la práctica el conjunto cero-polo están poco 
separados y se sitúan muy cerca del origen del plano complejo de forma que 
desplacen lo mínimo al lugar de las raíces. 
 
Varios de estos conceptos se aplicaron para diseñar e implementar el control de 
amortiguadores de masa activos también conocidos como actuadores de masa 
inercial y su implementación en una pasarela peatonal. Concretamente, se usó el 
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APS 400 de APS Dynamics, Inc., un actuador electromagnético de 440 Newtons 
(Figura 4. 7), este mismo se usó  para los estudios de análisis modal. 
 
3.2.3.1 Control CACF 
En la tesis se propone el uso de una estrategia de control conocida como control 
basado en la realimentación compensada de la aceleración (CAFC) para su 
implementación en estructuras tipo pasarelas peatonales.  
 
El control CAFC como veremos, es más indicado que el control por realimentación 
directa de la velocidad (DVFC), estrategia habitualmente empleada en problemas 
de control de vibraciones. Un ejemplo de implementación de un control DVFC para 
el control de vibraciones en estructuras es el realizado por Moutinho en 2011 
(Moutinho, et al., 2011) donde empleó el mismo actuador de masa inercial que en 
esta tesis para el control de las vibraciones de una pasarela de banda tesa.  
 
En el DVFC, la velocidad se obtiene por medio de un circuito integrador aplicado a 
la medida de aceleración. Este valor multiplicado por una ganancia se realimenta al 
actuador y de forma sencilla se consigue un aumento del amortiguamiento de la 
estructura. Para asegurar la estabilidad del sistema, este tiene que ser “colocado”, 
lo cual se refiere al hecho de que tanto el actuador como el sensor deben estar 
situados en el mismo punto de la estructura (Preumont, 2002). Con esta estrategia 
y siempre que se ubique de manera adecuada el conjunto sensor/actuador, se 
consigue tener un sistema robusto a las inestabilidades por “spillover” debidas a la 
acción de los controladores en los modos de alta frecuencia no modelados y un 
sistema incondicionalmente estable en ausencia de las dinámicas del actuador y 
del sensor (Balas, 1979). 
 
Sin embargo cuando las dinámicas del actuador y el sensor son consideradas, la 
estabilidad para altas ganancias no se garantiza y el sistema puede tener un 
comportamiento de ciclo límite, el cual no es deseable ya que puede tener efectos 
muy perjudiciales en la respuesta del sistema (Díaz & Reynolds, 2010), lo que hace 
que en esta situación, el DVFC no es una solución adecuada.  
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Generalmente, las dinámicas del actuador y sensor influyen en las dinámicas del 
sistema y tienen que ser consideradas en el proceso de diseño del control activo de 
vibraciones (AVC). Si dicha interacción no se tiene en cuenta, el AVC puede exhibir 
unos márgenes de estabilidad muy pequeños, ser sensible a las incertidumbres en 
los parámetros y por tanto ser ineficiente.   
 
En la línea propuesta por Díaz en 2010 (Díaz & Reynolds, 2010), se propone una 
estrategia de control basado en un compensador en atraso aplicado a la 
aceleración de la estructura. Este compensador tiene en cuenta la interacción entre 
las dinámicas de la estructura, el actuador y los sensores de forma que el sistema 
en lazo cerrado muestre las propiedades deseadas de un gran amortiguamiento 
para el modo principal de vibración y grandes márgenes de estabilidad. Estas 
propiedades llevan a obtener un sistema de control en lazo cerrado robusto con 
respecto a su estabilidad y respuesta. (Preumont, 2002) 
 
La ley de control se completa con: 
 
 Un filtro pasa alto aplicado a la salida del compensador en atraso. Este filtro 
se diseña para evitar la saturación en la carrera debido a los componentes 
de baja frecuencia. 
 Una saturación no lineal aplicada a la señal de control para evitar una 
sobrecarga del actuador en cualquier frecuencia. 
 
En la Figura 3.31 se muestran los componentes principales de la estrategia de 
control (CAFC) propuesta. Como previamente se ha comentado, la salida medida 
del sistema es la aceleración de la estructura, la cual es la variable mas sencilla de 
medir de forma directa y adicionalmente, es la que la mayoría de las normativas y 
guías de diseño emplean para evaluar el ELSV de las estructuras.  
 
Por otro lado, rara vez se puede medir las variables de estado del sistema por lo 
que un control realimentado basado en la medida directa de la aceleración 
simplifica en gran medida la realización física del control frente a una 
realimentación de las variables de estado. Como desventaja frente a esta es que el 
proceso de cálculo de los compensadores que cumplan las propiedades deseadas 
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es un proceso iterativo de prueba y error, mientras que con una realimentación del 
estado, el cálculo de las ganancias del sistema se puede realizar matemáticamente 
con herramientas como el comando place de Matlab (MathWorks, 2019). Un 
ejemplo de controlador basado en la realimentación del estado para el control de 
vibraciones en una estructura de laboratorio es el presentado en (Magdaleno, et al., 
2019) y que se mostrará en el apartado de resultados. 
 
Figura 3.31. Esquema de control CAFC (Casado, et al., 2013) 
 
En el esquema de control, GA es la función de transferencia del actuador, G es la 
función de transferencia de la estructura, CF es el control en realimentación y CD es 
el control directo. El control en realimentación es un compensador en atraso que se 
diseña para aumentar la estabilidad en lazo cerrado y para incrementar el 
amortiguamiento de la estructura. El control directo es simplemente un 
compensador en adelanto (con propiedad de filtro pasa-alto) diseñado para evitar 
la saturación del actuador (final de carrera) a bajas frecuencias. La influencia de 
este compensador en la estabilidad global es muy pequeña ya que solo un pequeño 
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lineal f(ÿc) que se comporta como una saturación no lineal que tiene en cuenta la 
sobrecarga del actuador o una no linealidad on-off con zona muerta (Díaz & 
Reynolds, 2010). En este caso se ha considerado una saturación no lineal. 
 
El proceso de diseño presentado en (Díaz & Reynolds, 2010) consta de los 
siguientes pasos: 
 
 Identificación de la función de transferencia del actuador GA y de la 
estructura G. 
 Diseño del compensador directo CD para reducir la sensibilidad del actuador 
frente a la saturación de la carrera. 
 Diseño del compensador en realimentación CF para incrementar el 
amortiguamiento de la estructura y su robustez respecto a la estabilidad y 
comportamiento del sistema en lazo cerrado. 
 Diseño del elemento no lineal f(ÿc) que evite la sobrecarga del actuador. 
 Por último se selecciona la ganancia usando el método del lugar de las 
raíces. 
 
La función de transferencia del actuador APS 400 con 30 Kg de masa móvil, 
modelada como la relación entre la fuerza inercial aplicada a la estructura y el 
voltaje de entrada es descrita de forma bastante aproximada por un modelo de 
tercer orden (Preumont, 2002). La función de transferencia identificada a partir de 
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 
  
        
(69) 
 
Donde KA>0, wA=8.17 rad-1 (1.3 Hz) es la frecuencia natural asociada con la masa 
móvil suspendida A =0.21 es la razón de amortiguamiento (incluidos los efectos 
eléctricos y mecánicos). El polo - tiene en cuenta el efecto paso bajo asociado con 
estos actuadores. La frecuencia de corte identificada fue  de 21 Hz 
(=221=131.94 rad-1). La Figura 3.32 muestra la magnitud de la FRF del modelo 
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identificado y el obtenido experimentalmente del actuador en el rango de 
frecuencias entre 0 y 30Hz.  
 
Figura 3.32. Función de transferencia del actuador  AG s  (Casado, et al., 2013) 
 
El compensador directo es un compensador en adelanto, donde el par cero-polo se 
selecciona para evitar la saturación de la carrera del actuador y así minimizar los 











  con 0    
(70) 
 
Una vez diseñado este compensador directo, el compensador en realimentación es 
diseñado considerando las dinámicas del actuador, la estructura y las dinámicas 
del compensador de acción directa. Este compensador será el encargado de 








  con 0   
(71) 
 
Si se selecciona un =0, el esquema de control será una realimentación de la 
aceleración directa (DAF) y si >>, lo que significa que el cero del compensador no 
afecta las dinámicas predominantes del sistema, el esquema de control sería 
similar a un DVFC. El parámetro   se selecciona tal que los polos en lazo cerrado 
de la primera frecuencia natural de la pasarela obtenidos: 1) mejoren 
sustancialmente la estabilidad, 2.) tengan ángulos mas pequeños con respecto al 
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eje negativo, de forma que se incremente el amortiguamiento y 3.) Incrementen la 
distancia al origen para aumentar la frecuencia natural.  
 
El incremento de la frecuencia y del amortiguamiento del modo predominante se 
traduce teniendo en cuenta la expresión (64), en una reducción del tiempo de 
establecimiento de las dinámicas correspondientes.  
 
Por otro lado, la ganancia en lazo cerrado Kc se seleccionará a partir del lugar de 
las raíces teniendo en cuenta los puntos anteriores y evitando que los polos 
asociados al actuador sean inestables (parte real positiva).  
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Donde Kc es la ganancia del control y Vs el máximo voltaje de control del actuador 
(nivel de saturación). Hay que tener en cuenta que debido a la no linealidad de la 
saturación, altas ganancias puede no mejorar el amortiguamiento de la estructura. 
 
3.2.3.2 Control MVF 
Cuando se plantea la implementación práctica de un control activo mediante 
actuadores comerciales tipo masa inercial, hay una serie de problemas que deben 
resolverse para que el control diseñado trabaje de forma adecuada. Uno de los 
problemas más importantes será el de evitar que la dinámica del actuador influya 
en la dinámica de la estructura. Para ello, la frecuencia de resonancia del actuador 
deberá ser considerablemente más baja que la menor de las frecuencias que se 
pretende amortiguar (Preumont & Seto, 2008). Esto no es siempre posible 
cumplirlo y más en el ámbito de las estructuras civiles donde los modos 
fundamentales suelen estar por debajo de los 5 Hz y en bastantes casos cercanos 




En caso de usar una estrategia DVFC con saturación en el control, la frecuencia de 
resonancia del actuador deberá ser menos de la mitad de la frecuencia 
fundamental de forma que los márgenes de estabilidad y la cancelación de 
vibraciones sean los adecuados. Por otro lado, el amortiguamiento del actuador 
debe ser mayor del 30% (Hanagan, 2005), para que el sistema no sea 
excesivamente sensible a la saturación de la carrera, lo que llevaría a implementar 
controles con pequeñas ganancias desaprovechando así la capacidad del actuador. 
 
Como en general no es posible tener un actuador a medida para resolver un 
problema de control de vibraciones concreto, en este apartado se propone variar la 
dinámica del actuador disponible mediante la implementación de controles 
internos de realimentación. 
 
Por tanto, se propone una estrategia de control que consiste en el empleo de dos 
lazos de control (Díaz, et al., 2011): (i) un lazo de control interno que modifica la 
dinámica del actuador y (ii) un lazo de control externo que añade amortiguamiento 
al sistema. El lazo de control interno propuesto es el de un control PD del 
desplazamiento de la masa inercial, mientras que el lazo externo es un DVFC. El 
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Un esquema general con los principales componentes del control MVF se muestra 
en la Figura 3.33, donde el actuador GA(s) es un sistema SIMO, con un voltaje v(t) 
como entrada de control y dos salidas en forma de fuerza aplicada a la estructura 
f(t) y un valor del desplazamiento de la masa x(t), el cual se usa como entrada al 
control PD interno del actuador. El control PD se diseña para modificar la 
frecuencia de resonancia y el amortiguamiento del actuador, de forma que dicha 
frecuencia sea por lo menos la mitad de la frecuencia fundamental de la estructura 
y tenga un amortiguamiento de mas del 30%. 
 
Por otro lado el controlador DVF externo es un integrador “lossy” (73) con el que se 
obtiene la velocidad de la estructura a partir de su aceleración. M es la ganancia y 
 debe ser considerablemente más pequeño que la frecuencia del modo que se 








La función de transferencia en lazo abierto del control MVF está formada por la 
función de transferencia modificada del actuador (GA(s)), la función de 
transferencia de la estructura (G(s)) y la función de transferencia del controlador 
externo (CO(s)) de forma que: 
 
 𝐺𝑇(𝑠) = ?̂?𝐴(𝑠)𝐺(𝑠)𝐶𝑂(𝑠) (74) 
 
Donde ?̂?𝐴(𝑠))  es la función de transferencia en lazo cerrado de la FT del actuador 



















𝐶𝐼(𝑠) = 𝐾𝑃 +
𝐾𝐷𝑠
((𝑠 5𝜔𝑓⁄ ) + 1)
 (76) 
 
Donde KP y KD son respectivamente las ganancias proporcional y derivativa del 
control PD adoptado para el lazo de control interno. También se ha considerado un 
filtro pasa bajo en la acción diferencial para evitar problemas de control con 
excitaciones de alta frecuencia. Una buena frecuencia de corte del filtro se 
considera una con 5 veces el valor del modo a controlar (f). 
 
Un desarrollo más completo de esta metodología se presentó posteriormente en 
(Wang, et al., 2018) 
 
3.2.4 Controles para amortiguadores de masa semiactivos  
Dentro de todas las posibles propuestas de control para amortiguadores de masa 
semiactivos (SATMD) descritas anteriormente, en esta tesis se ha trabajado con 
esquemas de control tipo groundhook (GK) y skyhook (SK). Estas estrategias de 
control son válidas para SATMD con amortiguadores de orificio variable o los 
magneto-reológicos. La idea del control es emular el comportamiento ideal de un 
amortiguador pasivo acoplado entre la masa móvil y la “tierra” o el “cielo” 
respetivamente. En la Figura 3.34  se muestra de forma gráfica estos conceptos.  
 
 
Figura 3.34. Esquema de los sistemas de control groundhook y skyhook. 
 
Ambas estrategias de control se pueden implementar tanto de forma on-off como 
proporcional. Cuando se usa la estrategia on-off, el amortiguamiento varía entre el 
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estado de mínimo (LS) y máximo (HS) del amortiguamiento dependiendo del valor  
del desplazamiento/velocidad absoluto y la velocidad relativa tanto de la masa 
móvil de la estructura como la del SATMD. En el caso de la estrategia proporcional, 
el valor del amortiguamiento (HS) es proporcional a la velocidad de la masa de la 
estructura. Usando la nomenclatura mostrada en la Figura 3.34,  las leyes de 
control se formulan como sigue (Koo, 2003):   
 
Skyhook 
control:      
 
?̇?2 × 𝑣𝑟𝑒𝑙 ≤ 0 𝑐𝑜𝑛−𝑜𝑓𝑓 = 𝐻𝑆  
 
(77) 
𝑐𝑐𝑜𝑛𝑡 = max{𝐿𝑆, 𝑚𝑖𝑛[(𝑔 × ?̇?2), 𝐻𝑆]} 
?̇?2 × 𝑣𝑟𝑒𝑙 > 0 𝑐𝑜𝑛−𝑜𝑓𝑓 = 𝐿𝑆 
𝑐𝑐𝑜𝑛𝑡 = 𝐿𝑆 
 
Groundhook 
control:      
 
?̇?1 × 𝑣𝑟𝑒𝑙 ≥ 0 𝑐𝑜𝑛−𝑜𝑓𝑓 = 𝐻𝑆  
 
(78) 
𝑐𝑐𝑜𝑛𝑡 = max{𝐿𝑆, 𝑚𝑖𝑛[(𝑔 × ?̇?1), 𝐻𝑆]} 
?̇?1 × 𝑣𝑟𝑒𝑙 < 0 𝑐𝑜𝑛−𝑜𝑓𝑓 = 𝐿𝑆 
𝑐𝑐𝑜𝑛𝑡 = 𝐿𝑆 
 
Con 𝑣𝑟𝑒𝑙 = ?̇?1 − ?̇?2 , HS = High State/Amortiguamiento máximo , LS = Low 
State/Amortiguamiento mínimo y G la ganancia proporcional. 
 
En ambos casos, en las condiciones que establecen el estado del amortiguador el 
valor de velocidad relativa vrel multiplica a la velocidad del SATMD o de la 
estructura, en lo que se denomina estrategia basada en la velocidad (VBG). Si se 
sustituyen en (77) y (78)  los términos ?̇?1 y ?̇?2, por sus desplazamiento 𝑧1 y 𝑧2 
respectivos, la estrategia de control se dice que está basada en el desplazamiento 
(DBG). 
 
Para el diseño del SATMD se fijó la masa del SATMD (mSATMD) y se identificó el 
conjunto de parámetros CON-OFF=[HS,LS] y KSATMD que hiciera que la FRF de la 
estructura tuviera le menor pico. A nivel práctico, el sistema se modelo en Simulink 
y fue excitado por una señal de barrido frecuencial o Chirp en el rango de 
frecuencias del modo de la estructura que se quiere amortiguar. La optimización de 





Figura 3.35. Modelo en Simulink de la estructura con el SATMD con DB-GH Control.  
 
Por otro lado, también se colaboró en el desarrollo de una ley de control inteligente 
basado en técnicas neuro-fuzzy aplicadas en un SATMD con amortiguadores MR 
para reducir las vibraciones del vano 2 de la pasarela del Museo de la Ciencia de 
Valladolid. (Marichal, et al., 2012) 
3.3 Normativas y guías de diseño para puentes y 
pasarelas peatonales 
A lo largo de los últimos años se han publicado distintas normas, instrucciones, 
recomendaciones y guías nacionales e internacionales con objeto de ayudar a los 
proyectistas de estructuras a analizar, en la fase de diseño, el estado límite de 
servicio de vibraciones de las estructuras. Tal cantidad de documentación puede 
dificultar dicho proceso en vez de simplificarlo. En este apartado se da una visión 
conjunta de estos documentos con el objeto de facilitar dicho proceso de análisis. 
 
En el caso concreto de España la situación se ha vuelto todavía más confusa con la 
aparición del borrador del nuevo código estructural en 2018 y su aprobación 
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prevista para el uno de Julio de 2019 por el proyecto de Real Decreto del Ministerio 
de Fomento (Fomento, 2019) ya que el paso lógico hubiera sido la adopción en 
exclusiva de los Eurocódigos tal que se aplicasen las mismas normas que se usan 
en gran parte de los países europeos (Figura 3.36). Es por ello que resulta aún más 
desconcertante que en pleno proceso de aprobación de dicho código entrará en 
vigor el 25 de marzo de 2019 la Orden Circular 1/2019 “sobre aplicación de los 
Eurocódigos a los proyectos de carreteras”. Por el que desde esa fecha, todos los 
puentes y estructuras asimilables (pasarelas, pontones, rampas, muros, etc.) deben 
cumplir las especificaciones contenidas en las normas UNE-EN 1990, UNE-EN 
1991, UNE-EN 1992, UNE-EN 1994, UNE-EN 1995, UNE-EN 1997 Y UNE-EN 1998, 
denominadas Eurocódigos Estructurales, junto con los correspondientes Anejos 




Figura 3.36. Estado de aplicación de los Eurocódigos en los distintos países. 
 
 
Como resumen, el nuevo código estructural derogará la actual EHE-08 (Instrucción 
de Hormigón Estructural) y la actual EAE (Instrucción de Acero Estructural). Además, 
el código no sólo trastocará todo lo concerniente al hormigón estructural y el acero 
estructural, si no que enmarcará como se debe a los elementos mixtos hormigón-
acero, que hasta ahora se había tratado de forma ligera. De esta forma el código 
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consta de cuatro partes: Bases generales, estructuras de hormigón, estructuras de 
acero y estructuras Mixtas. 
 
Con lo que respecta a las recomendaciones de los estados límites de servicio de 
vibraciones, el nuevo código no aporta nada nuevo que no estuviera en los códigos 
derogados. De hecho hay menos información que en estos y por tanto no da 
recomendaciones claras para evitar el diseño de estructuras excesivamente vivas. 
 
Previo a la aparición del nuevo código estructural existía un conjunto de 
instrucciones y recomendaciones de aplicación en el ámbito nacional en la que se 
daban valores de rangos de frecuencia a evitar y valores de aceleraciones máximas 
que servían de guía para el diseño de las estructuras desde el punto de vista 
dinámico. Así, en 1996 el Ministerio de Fomento publicó las recomendaciones para 
el proyecto de puentes metálicos sobre carreteras o RPM 95 (Fomento, 2003) y su 
homóloga para puentes mixtos o RPX 95 (Fomento, 2003). Estas recomendaciones, 
en la parte del estado de servicio de vibraciones, se limitaban a establecer el valor 
máximo de aceleración vertical (0.5√f0 (
m
s2⁄ ), siendo f0 la frecuencia fundamental 
del vano) para puentes con tránsito de peatones y pasarelas. Además, en ausencia 
de cálculos específicos, se establecía que la aceleración máxima era admisible 
siempre que se cumpliera una condición de flecha máxima estática. Por otra parte, 
en 1998 se publicó la primera edición de la instrucción sobre las acciones a 
considerar en el proyecto de puentes de carretera o IAP 98 (Fomento, 2003), 
incluyendo las pasarelas peatonales como objeto de dicha norma. Esta instrucción 
sólo comentaba la necesidad de realizar pruebas de caga dinámicas en aquellas 
pasarelas en las que las vibraciones puedan afectar su funcionalidad. En 2011 se 
revisó este documento denominándose IAP 11 (Fomento, 2011), en el que se 
incluyó un nuevo apartado de “Estado límite de vibraciones en pasarelas 
peatonales”. En este apartado se establecían: (a) unos rangos de frecuencia 
críticos para los que era necesario realizar estudios dinámicos 
(vertical/longitudinal: [1.25-4.60] Hz, lateral [0.50-1.20] Hz) y (b) unas 
circunstancias que, con independencia de los valores de las frecuencias naturales, 
implicaban la realización de estudios dinámicos (luz>50m, anchura útil>3m, 
tipología singular, nuevos materiales, ubicación en zona urbana con previsible 
tráfico intenso de peatones). Además, se establecía por primera vez en la 
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normativa española una tabla con distintos niveles de confort en vez de establecer 
un solo valor límite de confort. 
 
Tabla 3.1 Niveles de confort en pasarelas peatonales (Fomento, 2011) 
Grados de confort 
Rangos de aceleraciones 
Verticales Laterales 
Máximo < 0.50 m/s2 < 0.10 m/s2 
Medio 0.50 a 1.00 m/s2 0.10 a 0.30 m/s2 
Mínimo 1.00 a 2.50 m/s2 0.30 a 0.80 m/s2 
No aceptable > 2.50 m/s2 > 0.80 m/s2 
 
Por último, en el apartado de pruebas de carga de la IAP 11, se establecía que 
cuando la pasarela peatonal esté dentro de los criterios para la realización de 
estudios dinámicos se incluya el proyecto de prueba de carga dinámica 
(parámetros dinámicos estructurales, casos de carga, puntos de medida y valores 
esperados). En el caso de necesitar la realización de pruebas de carga dinámicas, 
el documento “Recomendaciones para la realización de pruebas de carga de 
recepción de puentes de carretera” (Fomento, 1999) que publicó el Ministerio de 
Fomento en 1999 puede ayudar a la definición de dichas pruebas. 
 
Por otro lado, la instrucción de hormigón estructural o EHE-08 (Fomento, 2008) y la 
de acero estructural o EAE (Fomento, 2011), en sus últimas versiones de 2008 y 
2011 respectivamente, también establecían el estado límite de servicio de 
vibraciones (ELSV) en pasarelas peatonales. La EHE-08 fijaba el mismo valor de 
aceleración de confort que en la RPX95 y RPM95 y establecía la necesidad de 
comprobar el valor de la flecha estática debida a un peatón de 750N en el punto de 
máxima flecha para pasarelas con el primer modo de flexión vertical menor de 5 
Hz. También indicaba la necesidad de realizar pruebas de carga dinámicas para 
pasarelas que por su esbeltez se previera la aparición de vibraciones que puedan 
llegar a ocasionar molestias a los usuarios. 
 
La EAE en su artículo 38 (estado límite de vibraciones) establecía rangos de 
frecuencia críticos (vertical: [1.6-2.4]Hz y [3.5-4.5]Hz y horizontal: [0.6-1.2 Hz]) y los 
niveles de vibración máximos que debían cumplirse (vertical: 0.7 m/s2 cuando un 
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peatón de 750N ande o corra; horizontal: 0.2 m/s2 en condiciones de uso normal y 
0.4 m/s2 en condiciones de aglomeraciones excepcionales). También establecía la 
necesidad de realizar estudios con modelos de carga correspondientes a peatones 
individuales y grupos de estos (andando, saltando,…) pero no definía que modelos 
matemáticos de carga deben emplearse. Además, estos escenarios de carga 
debían acordarse entre el autor del proyecto y el propietario de la pasarela. 
 
En el caso de los Eurocódigos, estos aparecieron como un conjunto de normas 
europeas para la ingeniería de carácter voluntario, redactadas por el Comité 
Europeo de Normalización (CEN) y que pretendían unificar criterios y normativas en 
las materias de diseño, cálculo y dimensionado de estructuras y elementos 
prefabricados para edificación. Todos aquellos países miembros del CEN cuyas 
normas sean European Norm (EN) (normas UNE en España) deberían haber 
derogado sus normas nacionales en el año 2010 mientras que en aquellos países 
en que la normativa no tenga el carácter EN los Eurocódigos eran una alternativa 
válida a las normas nacionales. España hasta ahora formaba parte del segundo 
grupo pero después de la aprobación de la Orden Circular 1/2019 sobre aplicación 
de los Eurocódigos a los proyectos de carreteras y de la aparición del nuevo código 
estructural la situación no está muy clara.  
 
De todos los Eurocódigos, los que tratan temas relacionados con la evaluación del 
ELSV y que pueden ser aplicados a pasarelas peatonales son: la UNE-EN 
1990:2019 (AENOR, 2019) o Eurocódigo 0 de Bases de cálculo, la UNE-EN 1991-
2:2019 (AENOR, 2019) o Eurocódigo 1 en su parte de cargas de tráfico en puentes 
y la UNE-EN 1995-2:2016 (AENOR, 2016) o Eurocódigo 5 de estructuras de madera 
en el apartado de puentes.   
 
Aparte de las normas nacionales y de los Eurocódigos, existen una serie de 
normativas internacionales que en muchos casos han sido la base de las 
anteriores. Ejemplos de estas son la ISO 2631-1 Mechanical vibration and shock -- 
Evaluation of human exposure to whole-body vibration -- Part 1: General 
requirements (ISO, 1997) de 1985 y revisada en 1997 y la ISO 10137 Bases for 
design of structures: Serviceability of buildings and walkways against vibrations 
(ISO, 2007) de 1992 y revisada en 2007. 
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Finalmente, en los últimos años se han publicado guías de diseño de pasarelas 
peatonales con el objeto de facilitar a los proyectistas el proceso de diseño y 
evaluación. Las principales guías son la Guidelines for the design of footbridges 
(fib, 2005) publicada por el fib en 2005, la Assessment of vibrational behaviour of 
footbridges under pedestrian loading (Sétra, 2006) publicada por el Setra en 2006 
y la Design of footbridges (Hivoss, 2008) publicada como resultado del proyecto 
Hivoss en 2008. 
 
En la Figura 3.37 se muestra una línea temporal con las fechas de publicación de 
los principales documentos de consulta tanto nacionales como internacionales. 
 
Figura 3.37. Línea temporal con la fechas de publicación de documentos nacionales e internacionales 
relacionadas con el estado de servicio en pasarelas peatonales. 
 
La principal diferencia de estas guías frente a muchas de las normativas, es que 
dan pautas de cómo diseñar y evaluar la respuesta dinámica de las pasarelas en la 
fase de diseño. En este sentido, dan formulaciones sencillas de modelos de carga 
para una persona y grupos de personas en los que se tiene en cuenta factores de 
sincronización en función del rango de frecuencias de paso. 
 
En general, todos estos modelos son de tipo determinista y están basados en el 
desarrollo de series de Fourier y en la aplicación de coeficientes de sincronización. 
Uno de los primeros en plantear este tipo de modelos fueron Bachmann y Ammann 
en su libro Vibration in structures induced by man and machines (Bachmann & 
Ammann, 1987) de 1987. 
 
En la Tabla 3.2 se resumen los rangos de frecuencia críticos y las aceleraciones 
máximas de confort en las direcciones vertical y lateral recomendados por las 
distintas normativas nacionales e internacionales de forma que se cumpla el 
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estado límite de servicio de vibraciones de las estructuras cubiertas por dichos 
documentos. 
 
Tabla 3.2 Rangos de frecuencia críticos y aceleraciones máximas de confort recomendadas por las 
normativas. 
Normativas Frecuencias críticas (Hz) Aceleraciones máximas de confort (m/s2) 
Vertical Lateral Vertical Lateral 
Eurocódigo 0 (Anejo A2) 5  2.5  0.7   0.2 0.4  
Eurocódigo 1 5  2.5   min 0.5 ,0.7vf   min 0.14 ,0.15hf
 
Eurocódigo 2 (EN 1992-2) 1.6 2.4  0.8 1.2    
Eurocódigo 5 (EN 1995-2) 5  2.5  0.7  0.2  
RPX95, RPM95 (España)   0.5 vf  
 
EAE (España) 1.6 2.4 , 
13.5 4.5  
0.6 1.2   min 0.5 ,0.7vf   0.2 0.4  




1.6 2.4 , 
13.5 4.5  
 0.5 vf  
 
SIA 260 (Suiza) 1.6 4.5  1.3    
AASHTO 1997 (USA) 3     
ONT83 (Canada)    
0.78
0.25 vf  
 
Austroads (Australia) 1.5 3     
Normativa de Pasarelas 
japonesa (1979) 
1.5 2.3   1   








VDI 2057    0.6 vf  0.214  
















Este apartado muestra la aplicación práctica en estructuras reales de las 
metodologías presentadas para, primero la identificación de sus parámetros 
modales y posteriormente la aplicación de sistemas de control basados en 
amortiguadores de masa. En primer lugar se describen las estructuras con las que 
se ha trabajado en la tesis, posteriormente se presentan los medios físicos con los 
que se ha contado para la experimentación y finalmente se muestran los resultados 
de la aplicación de las metodologías presentadas en el apartado anterior en las 
estructuras. 
 
4.1 Estructuras en estudio 
En esta tesis se ha trabajado con distintos tipos de estructuras. Dentro de estas, 
las pasarelas peatonales han sido las estructuras más estudiadas teniendo en 
cuenta que muchas de ellas son ligeras y fácilmente excitables por los peatones. 
Concretamente se ha trabajado con tres pasarelas peatonales, dos situadas en 
Valladolid, la pasarela del Museo de la Ciencia de Valladolid (PMC) y la pasarela 
Pedro Gómez Bosque (PPGB) y una sita en Palencia conocida como pasarela Isla 
dos Aguas (PIA). Otras estructuras con las que se ha trabajado son las pilas en 
proceso de construcción del viaducto de la miel en Nerja (Autovía A7 del 
Mediterráneo), la grúa de construcción modelo LC2064 de COMANSA y el 
experimento AMD-2 de la marca comercial Quanser  (Quanser, s.f.).  
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4.1.1 Pasarela del Museo de la Ciencia de Valladolid 
La pasarela del Museo de la Ciencia de Valladolid (PMC) fue inaugurada en 2004 y 
consta de un vano de hormigón de 45 metros y tres vanos metálicos de 51, 111 y 
21 metros de luz respectivamente (Figura 4.1) . La tipología resistente de los vanos 
metálicos es de entramado triangulado de barras tubulares con sección hexagonal, 
donde el vano 3, el más largo, cuenta con un sistema de pretensado (Landret & 
González, 2005) formado por un conjunto de cables longitudinales y transversales 
(Figura 4.2) cuyo fin es el de estabilizar dicho vano al paso de los peatones (Gómez, 
2004). 
 









De los tres vanos metálicos, la mayoría de los estudios realizados se han centrado 
en el vano 2 de 51 metros ya que este es el vano más fácilmente excitable por los 
peatones cuando hacen uso de la estructura.  
 
4.1.2 Pasarela de Pedro Gómez Bosque 
La pasarela de Pedro Gómez Bosque (PPGB) de Valladolid fue construida en 2011 
con tipología de banda tensa. La pasarela se construyó con una chapa de acero 
cortén de 94 metros de longitud, 3.6 metros de ancho y 30 mm de espesor soldada 
a tramos de entre 10 y 12 metros (García & Ripoll, 2011). La chapa se ancla 
mediante soldadura en los estribos de hormigón de las orillas del río los cuales 
fueron cimentados mediante micropilotes para soportar las grandes cargas de tiro 
horizontal de este tipo de pasarelas. En cuanto a la cubierta de la pasarela, se 
realizó mediante piezas prefabricadas de hormigón aligerado culminados con un 
pavimento de caucho y barandillas de acero inoxidable y vidrio.  
 
 
Figura 4.3 Vista general de la pasarela del Doctor Pedro Gómez Bosque (PPGB) de Valladolid 
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4.1.3 Pasarela Isla dos Aguas  
La pasarela Isla dos Aguas (PIA) también conocida como pasarela de San Miguel 
por su cercanía a la iglesia del mismo nombre, es una pasarela construida 
mediante una cercha con tubos de acero de un solo vano de 52 metros de luz con 
un tablero de madera y barandillas metálicas. Al igual que las anteriores, esta 
pasarela vibra con facilidad al paso de los peatones. 
 
 
Figura 4.4 Vista general de la pasarela Isla dos agua (PIA) de Palencia 
 
4.1.4 Pilas del viaducto de la Miel 
El Viaducto de La Miel, que forma parte del tramo Nerja-Almuñécar de la autovía A7 
del Mediterráneo, es una estructura formada por dos tableros de 376 metros de 
longitud y vanos de  68-80-80-80-68  metros,  compuestos  por  una  estructura  
metálica  bijácena  continua  de  3,00  metros  de  canto  constante  y  una  losa  de  
hormigón  de  12,20  metros de ancho. La estructura apoya sobre pilas de altura 
variable, de hasta 95  metros,  ejecutadas  por  deslizamiento, siendo estás las 
más altas de la autovía A7.  Los  tableros  se  ejecutan por el sistema de empuje 
desde uno de los estribos, previo montaje de la  estructura  metálica  y  parte  de  







Figura 4.5 Distintas fases constructivas del Viaducto de la Miel de la Autovía A7 del Mediterraneo. 
 
4.1.5 Grúa Torre de COMANSA Mod. LC2064 
La grúa COMANSA modelo LC2064 es una grúa torre sin tirantes o “flat top” de 
características medias altas con los siguientes parámetros: Mástil de 38.5 m, 
pluma de 54 m, contrapluma de 18 m, contrapeso de 17.5 Tm, peso total sin 
contrapeso de 48.69 Tm, capacidad de carga máxima de 12 Tm y capacidad de 
carga en punta de 2.5 Tm. 
 
 
Figura 4.6 Grúa COMANSA Modelo LC2064. 
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4.2 Equipamiento para la experimentación 
A continuación se enumeran los distintos sensores, equipos y software usados para 
la realización de la tesis. 
 
Sensores 
 Acelerómetros IEPE de alta sensibilidad 1V/g (MMF KS48C,  PCB 393B04) 
 Acelerómetros MEMS (basados en el acelerómetro ADXL 327 de Analog 
Devices) 
 Sensores de desplazamiento (LVDT, de hilo, láser) 
 Galgas extensiométricas (HBM). 
 Sensores de magnitudes eléctricas (intensidad, tensión) 
 Células de carga 
 Plataforma de fuerza Kistler 9286AA. 
 
Equipos de adquisición de señal: 
 HBM MGCplus: con tarjetas de 8 entradas analógicas, 8 entradas en 
tensión, 8 entradas RTD, 18 galgas en puente completo. 
 Oros OR24 de cuatro canales de entrada y dos de salida, ambos 
configurables. 
 Tarjetas de National Instrument. 
 
Equipos de control  
 Equipos de National Instrument Compact Rio (9076) y PXI (PXI-801).  
 Excitador Modelo APS 400. Empleado para generar excitaciones armónicas, 
impulsivas, aleatorias y barridos en frecuencia. Masa móvil 30.6 kg, rango 
de frecuencias entre 0 y 200 Hz, fuerza aplicada hasta 445 N (1 unidad). 
Este excitador se uso tanto para la identificación de parámetros modales de 
estructuras como elemento de control de vibraciones trabajando en forma 
de amortiguador de masas activo.  
 Amortiguadores magnetoreológicos de tipo esponja de Lord Corporation y 
sus dispositivo de control Wonder Box (2 unidades) 
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 Equipo de laboratorio Shake Table II (AMD2) de Quanser. Formada por mesa 
de excitación unidireccional, estructura de dos pisos y amortiguador de 
masa activo. Programación de los controles en Matlab. 
 
 
Figura 4. 7 Excitador electrodinámico APS 400 en el centro del vano 2 de 51 metros de la PMC 
 
Software 
 MATLAB y sus Toolboxes (Simulink, Control System, Robust Control, Signal 
Processing, System Identification,…). Para la identificación de parámetros, 
simulación y diseño de controles. 
 Working Model 2D. Es una herramienta de CAE que permite crear 
simulaciones de sistemas mecánicos reales en dos dimensiones. Incluye 
detección automática de colisión y respuestas para la geometría NURBS. 
Puede trabajar con conjuntamente con Matlab. 
 ARTeMIS Modal.  Software de análisis modal operacional (OMA) para la 
identificación de los parámetros modales de estructuras sin necesidad de 
una excitación controlada. 
 OROS Modal 2. Software de análisis modal (EMA) para la identificación de 
los parámetros modales de estructuras con excitaciones controladas  
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4.3 Identificación de parámetros modales  
En este apartado se muestran los resultados obtenidos en distintas estructuras una 
vez aplicadas las metodologías desarrolladas en el apartado 3. Primero se 
mostrarán resultados en cuanto a la identificación de parámetros modales y 
posteriormente algunas de las estrategias de control basadas en amortiguadores 
de masa empleadas en dichas estructuras. En este último apartado se compararán 
las distintas estrategias y se comprobará si cumple el ELSV marcado por las 
normativas.  
4.3.1 Pasarela del Museo de la Ciencia de Valladolid 
La pasarela del Museo de la Ciencia de Valladolid fue la primera estructura 
estudiada y en la que más pruebas se ha realizado en parte gracias a las 
facilidades dadas por los responsables del Museo de la Ciencia y el Ayuntamiento 
de Valladolid para poder trabajar en ella. 
 
Las primeras pruebas realizadas fueron simples registros de aceleración en las 
direcciones verticales y horizontales de los tres vanos metálicos con el objeto de 
conocer las frecuencias de sus modos principales. En la Figura 3.4 se mostró uno 
de los primeros análisis espectrales del vano 2 de 51 metros, en el que se observó 
que el primer modo de flexión (3.51 Hz) era fácilmente excitable al paso de 
peatones corriendo (Casado, et al., 2011). 
 
Posteriormente se realizó un OMA de los tres vanos metálicos de la PMC con objeto 
de conocer las formas modales de los modos principales e identificar las mejores 
posicione para un hipotético montaje de amortiguadores de masa, en principio 
pasivos. Para este análisis se hicieron registros de aceleración en dirección vertical 
en 75 puntos distribuidos a lo largo de los tres vanos metálicos de la pasarela 
utilizando una frecuencia de muestreo de 100 Hz (Casado, et al., 2011). Cada 
registro consistió en la lectura durante 720 segundos de ocho acelerómetros, 
siendo tres de ellos de referencia (uno por vano). Los parámetros modales se 
identificaron empleando tres técnicas en el dominio de la frecuencia. Estas son: 
FDD (Frequency Domain Decomposition), EFDD (Enhanced Frequency Domain 
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Decomposition) y CFDD (Curve-Fit Frequency Domain Decomposition). Los valores 
obtenidos con las tres técnicas están recogidos en la Tabla 4.1.  
 
En la  Figura 4.8 se muestran las formas modales de los modos principales de los 
tres vanos metálicos de la PMC. A pesar de que los modos del vano 3, el mas largo, 
son menores que los del vano 2 y en teoría más fácilmente excitables por las 
acciones de los peatones (Tabla 1.1), el sistema de pretensado le dota de valores 
de amortiguamiento mayores, lo que se traduce en que el vano 2 en relación al 
vano 3 experimenta mayores niveles de vibración. 
Tabla 4.1 Parámetros modales de la PMC identificados mediante OMA. (Casado, et al., 2011) 














3.516  3.514 0.647 3.515 0.636 
7.397  7.406 0.562 7.399 0.506 
9.351  9.365 0.552 9.367 0.387 
Vano 3 
1.245  1.243 1.173 1.257 12.33 
2.759  2.763 0.563 2.765 0.914 
4.785  4.792 0.345 4.792 0.327 
Vano 4 
8.521  8.562 0.568 8.545 0.585 



























 modo flexión Vano 2 
 
 
Figura 4.8 Formas modales de los modos principales de la PMC 
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Una vez conocidas tanto las formas modales como las frecuencias y 
amortiguamientos de los modos principales de la PMC, se planteó la identificación 
de la masa modal de alguno de los modos, parámetro fundamental para la 
construcción de modelos modales en los que simular su respuesta a distintas 
entradas y el comportamiento de distintos tipos de amortiguadores de masa y leyes 
de control cuando estos sistemas se acoplan a la estructura.  
 
Dentro del conjunto de modos de la Tabla 4.1 y después de hacer registros 
temporales diarios, se determinó que el modo considerablemente más vivo era el 
primer modo de flexión vertical del vano 2 de 51 metros. Por lo que se centró el 
cálculo de la masa modal en dicho modo, donde se aplicaron las diversas 
metodologías mostradas anteriormente. 
 
En primer lugar se hizo un ajuste de la FRF experimental obtenida en el centro del 
vano 2 por medio de la medición de la excitación del excitador APS 400 y de la 
respuesta en aceleración de la  estructura en el mismo punto y se ajustó a un 
sistema de un GDL, obteniéndose una frecuencia natural de 3.5 Hz, un coeficiente 
de amortiguamiento del 0.6% y una masa modal cercana a 18000 Kg.  
 
 
Figura 4.9 Ajuste de la FRF del modelo de 1GDL a la FRF experimental del 1
er
 modo de flexión del vano 
2 de la PMC (Casado, et al., 2010).   
 





























Posteriormente se obtuvo una FRF usando una señal chirp, pero ahora en un rango 
de frecuencia entre 1 y 15 Hz. De esta forma, el primero y el tercero de los modos 
de flexión podían ser excitados con el excitador dispuesto en el medio del vano. El 
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La Figura 4.10 muestra la magnitud de las FRF obtenidas con el modelo ajustado y 
de forma experimental en el rango de frecuencia que va de 1 a 15 Hz. En la figura 
se observa que los modos  6.3 Hz y 7.4 Hz correspondientes con el primer modo de 
torsión y segundo de flexión del vano 2 respectivamente son apenas apreciables en 
el medio del vano y es por ello que no se tuvieron en cuenta en el modelo. La 
función de transferencia (79) fue el modelo usado en el diseño del AMD que se 
verá en otro apartado.  
 
 
Figura 4.10 FRF experimental y ajustada de la respuesta de aceleración en el centro del vano 2 de la PMC 
(Casado, et al., 2013) 
 
En el caso del método basado en el acoplamiento de un oscilador (Porras, et al., 
2012), se fijó mediante cinchas una estructura metálica con una masa oscilante 
cercana a 200kg en el centro del vano 2 de la PMC (Figura 4. 12).  En la Figura 
4.11 se muestra la respuesta en aceleración en el centro del vano 2. Los valores de 
velocidad necesarias para la aplicación del algoritmo temporal se obtuvieron 
integrando y filtrando las señales de aceleración. 




Figura 4.11 Respuesta libre en aceleración del vano 2 de la PMC. (Porras, et al., 2012) 
 
La masa modal del vano 2 obtenida mediante los algoritmos en el dominio 
temporal y en frecuencia fue de 18,06 y 17,95 Tm respectivamente. 
 
 
Figura 4. 12 Masa oscilante acoplada en el centro del vano 2 de la PMC. (Porras, et al., 2012) 
 
En el caso del método basado en el incremento de la respuesta o Build up, a 
diferencia de lo planteado en el apartado de metodología, se midió in situ la 
excitación ejercida por una persona en la pasarela por medio de una plataforma de 
fuerza. 
 
En la Tabla 4.2 se muestran los resultados obtenidos una vez ajustado el modelo 
de 1 GDL por mínimos cuadrados. En las pruebas se excitó la estructura mediante 
salto y balanceo o bouncing a la frecuencia de resonancia de 3,5 Hz. El bouncing 
consiste en hacer un movimiento similar al salto pero sin despegar totalmente los 




El modelo se ajustó con rangos de valores entre 3,45 y 3,55 Hz para la frecuencia, 
0,1 y 1% para el amortiguamiento y 15000 y 23000 kg para las masas. Los 
incrementos de valores fueron de 0.01 Hz, 0,1% y 100 kg para la frecuencia, 
amortiguamiento y masa respectivamente. Los resultados obtenidos muestran un 
valor de frecuencia de 3.49 a 3.51 Hz, un valor de amortiguamiento entre el 0,5 y 
0,7% y por último una masa modal que varía de 17400 a 19400 kg. A pesar de que 
se ha registrado la carga del peatón, podemos concluir  que el método basado en el 
ajuste del build up de la aceleración de la estructura da valores aproximados de 
masa modal que pueden valer para una primera estimación. Esto se verá también 
en las pruebas realizadas en la Pasarela Isla dos Aguas de Palencia, en las que 
esta vez si que se usaron, tal como se describe en la metodología, registros de 
excitación de laboratorio y no registros in-situ para el ajuste del modelo. En este 
caso la variación de los resultados es todavía mayor. 
Tabla 4.2 Valores de ajuste del modelo para las pruebas de Build up de la PMC usando plataforma de 
fuerza. 
Excitación Frecuencia Amortiguamiento Masa Error medio 
Saltando 3.49 0.7 19600 0.2200 
Saltando 3.50 0.5 19400 0.2944 
Bouncing 3.49 0.5 17400 0.0802 
Bouncing 3.51 0.6 18000 0.0381 
Bouncing 3.50 0.6 17500 0.1236 
Bouncing 3.50 0.6 17300 0.1353 
Bouncing 3.51 0.5 19100 0.0796 
 
 
Excitación: Bouncing  
Excitación: Saltando 
 
Figura 4.13 Ejemplos del ajuste conseguido mediante el método del ajuste del Build up en el el vano 2 de 
la PMC. 
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En la Figura 4.13 se muestran los resultados del ajuste del modelo matemático en 
dos de las pruebas realizadas. La gráfica de la izquierda se corresponde a una 
excitación por balanceo y la de la derecha a una excitación por salto. 
 
En la Tabla 4.3 se resumen las masas modales junto con las frecuencias y los 
amortiguamientos del primer modo de flexión del vano 2 de la PMC obtenidos tras 
aplicar las distintas metodologías. 
Tabla 4.3 Tabla resumen parámetros modales identificados del primer modo de flexión del vano 2 de la 
PMC 
Método Frecuencia (Hz) Amortiguamiento (%) Masa modal (Kg) 
Análisis modal (Modal A) 3,49 0,38 16983 
Ajuste de la FRF. 3,50 0,7 17900, 18518 
Método oscilador - - 17950, 18040 
Por ajuste del Build up 3,49 -3,51 0,5 – 0,7 17400 -19400 
 
En la tabla se ha añadido el valor calculado a partir del valor “Modal A” obtenido 
con el software comercial OROS Modal 2 al aplicarse el método de peak picking. En 
este caso se obtuvo en uno de los ajustes un modal A de -4.48e+01-2.18e+05j y la 
coordenada modal en el centro del vano (la de mayor desplazamiento) fue de 
0.541. 
 
De la Tabla 4.3 se concluye que los valores de masa modal y amortiguamiento 
obtenidos con las distintas metodologías son más variables que los de frecuencia. 
Si se analizan los resultados de la masa modal obtenidos, el método del ajuste del 
Build up es el que presenta mayor variabilidad en el conjunto de valores. En 
cualquier caso, el valor estimado de la masa es suficiente para construir un modelo 
modal sencillo de la estructura con el que poder simular de manera bastante 
aproximada la respuesta a distintas entradas y poder evaluar la mejora obtenida 
con amortiguadores de masa de diferente peso y tipología acoplados a la 
estructura. Por otro lado, el método de ajuste del  Build up, frente al resto, es el 
más sencillo de realizar en las pruebas de campo, puesto que, con un registrador 
portable de un solo canal, un acelerómetro y un metrónomo, es suficiente para una 
vez procesada la señal, obtener un valor representativo de la masa modal del 
primer modo de flexión en pasarelas peatonales vivas con comportamiento lineal. 
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Este modo es en general el modo problemático y por tanto el que se tratará de 
amortiguar. 
4.3.2 Pasarela Isla dos Aguas  
En la PIA tras un primer análisis espectral para identificar las frecuencias de los 
modos principales de flexión y torsión, se hizo una estimación de la masa modal del 
primer modo de flexión (2,6 Hz) mediante el ajuste del build up del registro de 
aceleración. (Casado, et al., 2017).  
 
  
Figura 4.14 Excitación de la PIA mediante el bouncing de una persona. 
 
En este caso a diferencia de la PMC. se hicieron en primer lugar los registros de 
fuerza de dos personas en el laboratorio mediante una plataforma de fuerza a 
distintas frecuencias y distintas acciones (salto, balanceo). Una vez en la pasarela 
se realizaron las pruebas de excitación mediante el balanceo de una persona en el 
medio del vano a la frecuencia de resonancia de 2.6 Hz (Figura 4.14). Las pruebas 
se realizaron con dos personas (Testers) con pesos en torno a 100 y 85 kg 
respectivamente para estudiar la influencia del peso y del perfil de la excitación en 
los resultados. 
 
Con los registros de respuesta en aceleración obtenidos, lo primero que se hizo es 
usar la respuesta libre del registro, marcada en rosa en la Figura 4.15, para 
calcular el amortiguamiento mediante el ajuste de la curva envolvente (Figura 
4.16), lo cual es similar al método de decremento logarítmico. 
 




Figura 4.15 Partes de los registros de aceleración usados para el cálculo del amortiguamiento. 
 
  
Figura 4.16 Cálculo del amortiguamiento mediante ajuste de curva. 
 
En la Tabla 4.4 se muestra un resumen con los valores de amortiguamiento y 
frecuencia obtenidos así como el intervalo de valores de estos cuando el ajuste de 
la curva ser realiza usando distintas porciones de los registros. 
 
Tabla 4.4 Valores de amortiguamiento y frecuencia obtenidos en las pruebas de campo de la PIA 
Magnitud Peatón A (100kg) Peatón B (85kg) 
Test 1 Test 2 Test 3 Test 4 Test 5 Test 1 Test 2 Test 3 
Amortiguamient. (%) 0.476 0.521 0.410 0.491 0.444 0.459 0.482 0.504 


















Frecuencia (Hz) 2.613 2.607 2.618 2.665 2.656 2.618 2.615 2.623 









































































































































Una vez conocidos los valores de amortiguamiento y frecuencia del modo, se 
calculó su masa modal ajustando la parte creciente de la respuesta (build up) real 
con la de un sistema de un grado de libertad excitado con el registro de fuerza 
obtenido en el laboratorio. En la Figura 4.17 se ha marcado en rosa las partes de 




Figura 4.17 Partes de los registros usados para el cálculo de la masa modal. 
 
En la Figura 4.18 se muestra el resultado del ajuste en una de las pruebas.  
 
Figura 4.18 Ejemplo de ajuste de un registro de aceleración de la pasarela con el de un sistema de un 
GDL ajustado. 
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En la Tabla 4.5 se presentan los parámetros obtenidos para los modelos de un GDL 
una vez ajustados a las respuestas reales de la pasarela. Se comprueba que los 
valores de frecuencia y amortiguamiento difieren poco, mientras que para la masa 
modal se obtiene una mayor variabilidad con valores que van desde los 13700 Kg 
hasta los 18200 Kg. Es por ello que, como ya se comentó en el caso de la PMC, 
este método si se aplica, debería tenerse en cuenta que no es muy preciso y que da 
un orden de magnitud de la masa modal de la estructura, lo cual en muchos casos 
es suficiente para por ejemplo realizar estudios iniciales de simulación de 
respuesta de la estructura a distintas cargas y con distintas soluciones de control 
de vibraciones. 
 
Tabla 4.5 Valores de ajuste de los sistemas de un GDL (PIA) 
 Tester A (100 Kg) Tester B (85kg) 
Test 1 Test 2 Test 3 Test 1 Test 2 Test 3 
Masa (Kg) 18200 15700 16900 13700 16600 14700 
Amortiguam. (%) 0.45 0.50 0.50 0.40 0.4 0.4 
Frecuencia (Hz) 2.6 2.605 2.605 2.645 2.6 2.6 
 
 
4.3.3 Pasarela Pedro Gómez Bosque 
La pasarela Pedro Gómez Bosque es una estructura de banda tesa con un 
comportamiento modal más complejo que las anteriores. Esto se refleja en un 
mayor número de modos en el rango de frecuencia de paso típico de un peatón 
andando. 
Tabla 4.6 Parámetros modales  de los primeros modos de la PPGB durante las distintas fases 
constructivas. 
 Pletina Pletina con losas Pletina con losas y 
barandilla 
 Freq (Hz) Amort. (%) Freq (Hz) Amort. (%) Freq (Hz) Amort. (%) 
BZ_2 0,92 1,49 0,85 1,73 0,89 1,49 
BZ_1 1,08 0,97 0,92 1,66 - - 
BY_1 + TX_1 1,20 1,24 1,17 1,39 - - 
BZ_3 1,47 0,95 1,34 1,00 1,42 0,89 
BY_2 +TX_2 1,68 0,86 1,44 1,21 1,47 0,88 
BZ_4 1,84 0,77 1,72 0,86 1,84 0,77 






Figura 4.19 Primeros modos de flexión vertical y transversal y de torsión de la PPGB (Lorenzana, et al., 
2014) 
 
En esta pasarela, se colaboró con la empresa constructora en el monitorizado de 
las tensiones de la pletina de acero durante sus fases de lanzamiento y posterior 
tesado. Por otro lado, se realizaron varios análisis modales operacionales durante 
las fases constructivas de la pasarela con el objeto de conocer la evolución a nivel 
modal de la estructura y como paso previo a la verificación del estado límite de 
servicio de vibraciones. Los resultados de tres OMAs (EFDD) en distintas fases 
constructivas, a)  con la pletina una vez tesada a la tensión de diseño, b) una vez 
dispuestas las losas prefabricadas y  c) una vez fijadas las barandillas, se recogen 
en la Tabla 4.6 y sus formas modales se presentan en la Figura 4.19, En ella la 
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figura se observa como los modos de flexión vertical (BZ_2, BZ_1, BZ_3 y BZ_4) son 
básicamente puros, mientras que los de torsión (TX_1, TX_2 y TX_3) están 
acoplados con modos de flexión lateral (BY_1, BY_2 y BY_3). Una explicación de 
esto podría ser la diferencia de tensión entre los cantos de la pletina debido a una 
falta de simetría completa de la pletina y de su fijación en los estribos como 
consecuencia del proceso constructivo (soldaduras a tramos). 
 
En principio, esta pasarela no ha sido usada para el diseño de sistema de control 
de vibraciones, pero si ha sido monitorizada durante un periodo de tiempo de más 
de un año con el objeto de conocer como variaban sus parámetros modales 
respecto a las condiciones medioambientales y para verificar el ELSV al paso de los 
peatones (Lorenzana, et al., 2014).  
 
Para ello se instaló en las barandillas un conjunto de 18 acelerómetros MEMS 
triaxiales (9 por barandilla) modelo ADXL327 MEMS de Analog Devices. Estos 
acelerómetros con rangos de medida de ±2.5 g, 500 mV/g de sensibilidad y ancho 
de banda de más de 550 Hz, fueron integrados en una pequeña placa junto con 
otros elementos electrónicos (condensadores, resistencias, reguladores de tensión) 
que fijaban los valores de los filtros analógicos y para la adecuación de la tensión 
de alimentación del acelerómetro (Iban, et al., 2018). El registrador elegido fue un  
CompactRIO 9076 de National Instruments con dos tarjetas NI 9205 de 32 canales 
analógicos siendo la frecuencia de muestreo fijada a 200Hz, de forma que no 
hubiera ningún problema tipo Aliasing en el rango de frecuencias de interés. 
 
Con respecto a la influencia de la temperatura en los parámetros modales se 
obtuvieron los valores de la Tabla 4.7. 
 
Tabla 4.7 Variación de los valores experimentales de la frecuencia de los modos de la PPGB respecto a la 
temperatura. (Lorenzana, et al., 2014) 
Modo (%) 
Frecuencia (Hz) Cambio Frec, (%) 
5ºC 20ºC 35ºC Media %(5ºC) %(35ºC) 
BZ_2 0,18 0,895 0,868 0,840 0,868 3,1 -3,2 
BY_1+ TX_1 0,20 1,005 1,050 1,096 1,050 -4,3 4,4 
BZ_3 0,23 1,436 1,410 1,390 1,412 1,8 -11,4 
BY_2+TX_2 0,33 1,540 1,530 1,520 1,530 0,7 -0,7 
BZ_4 0,14 1,840 1,780 1,730 1,783 3,4 -2,8 





Por otro lado, si se usan las normas ISO 2631 (ISO, 1997) y ISO 10137 (ISO, 2007) 
para evaluar en términos de RMS y factores R la confortabilidad de la PPGB, se 
obtienen valores como los que se muestra en la Figura 4.20, en la que se muestra 
como la PPGB tiene niveles de vibraciones tolerables por los peatones durante la 
mayor parte del tiempo.  
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4.4 Estrategias de control y verificación del ELSV 
En este apartado se presentan los resultados obtenidos al aplicar las distintas 
metodologías presentadas en el apartado 3 para el diseño de amortiguadores de 
masa pasivos, semiactivos y activos. En algunos de los estudios también se 
comprobó si tras acoplar el amortiguador de masa a la estructura, esta cumplía el 
estado límite de servicio (ELSV) que marcan las distintas normativas en términos de 
aceleraciones pico (Tabla 3.2). 
4.4.1 Amortiguadores de masa pasivos (TMDs) 
En este apartado se presentan los amortiguadores de masa pasivos diseñados 
para las pasarelas peatonales PMC y PIA y para una grúa torre. 
4.4.1.1 TMD de la PMC: 
En (Casado, et al., 2010) y (Casado, et al., 2011) se diseñó un TMD para el vano 2 
de la PMC. Este TMD, de masa en torno a 185 Kg (≈1%), se sintonizó usando 
formulaciones clásicas y el algoritmo de optimización para el cálculo de 
controladores H∞ de orden fijo desarrollado en el apartado 3 (Poncela, et al., 2007). 
Los resultados obtenidos con las distintas técnicas de sintonizado se recogen en la 
Tabla 4.8. 
 
Tabla 4.8 Valores obtenidos con distintos sintonizados para el TMD del vano 2 de la PMC. 




Rigidez TMD  
(N/m) 
Amortig. TMD  
(Ns/m) 
(Den Hartog, 1934) 185 3.464 87657 494. 92 
(Warburton, 1982) 185 3.482 88558 501. 28 
(Connor, 2003) 185 3.455 87206 491. 48 
(Tsai & Lin, 1993) 185 3.450 86955 504. 05 
(Poncela, et al., 2007) 185 3.452 87015 537. 23 
 
 
Las FRFs obtenidas con estos valores se muestran en la Figura 4.21, donde se 
observa que los resultados son muy similares y por tanto la mejora obtenida al usar 








Figura 4.21 FRFs de la respuesta del vano 2 de la PMC con los TMDs diseñados. (Casado, et al., 2010) 
 
En la Figura 4.22, se muestran algunos detalles del montaje temporal del TMD en 






Figura 4.22 Implementación práctica de un TMD en el vano 2 de la PMC. 
 
En la Figura 4.23 se muestran las aceleraciones máximas desarrolladas por la 
estructura  con y sin TMD en las pruebas de ELSV. Para estás pruebas, un peatón 
con una masa de 100 Kg, caminó, balanceó y saltó a la mitad de la frecuencia de 
resonancia. En otro conjunto de pruebas corrió, balanceó y saltó a la frecuencia de 
resonancia (3,5Hz).  






























Carlos M. Casado  
114 
 
a) Estructura sin TMD 
 
b) Estructura con TMD 
Figura 4.23 Picos de aceleración y límites de confort para distintas normativas. 
 
En los resultados se observa la gran mejora obtenida con el TMD, donde excepto en 
la prueba de salto a la frecuencia de resonancia, la respuesta de la estructura con 
TMD cumple con los valores límites de confortabilidad marcados en los Eurocódigos 
(UNE-EN 1995-2). 
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4.4.1.2 TMD de la PIA 
En la pasarela Isla dos Aguas de Palencia se simularon a partir del modelo 
calculado en el apartado 4.3.2 las respuestas obtenidas en la pasarela cuando se 
acoplan TMDs con masas que van de los 200 Kg a los 500 Kg. Para el sintonizado 
se usaron las mismas formulaciones que en el caso de la PMC y otras dos 
formulaciones basadas en la optimización de las normas H2 y H∞ (Weber, et al., 
2006) presentadas en la guía “SAMCO: Guidelines for Structural Control”.En la 
Figura 4.24 se muestran las FRFs obtenidas con estas formulaciones para un TMD 
de 500 Kg y para TMDs de 200 a 500 Kg. 
  
Figura 4.24 Ejemplos de las FRF obtenidas con y sin TMD en la PIA 
 
En la Tabla 4.9 se recoge a modo de ejemplo el conjunto de parámetros de TMDs 
de masa entre 200 y 300 Kg cuando se usan las formulaciones de Den Hartog y la 
de optimización de la norma H∞ propuesta en la tesis. 
Tabla 4.9 Parámetros del TMD usando el sintonizado de Den Hartog y Poncela. 
Magnitud Masa TMD (Kg) 
200 220 240 260 280 300 
Rigidez (N/m) Den Hartog 52065 57130 62171 67186 72176  77142 
Rigidez (N/m) Poncela 51632 56629 61592 66510 71384 76232 
Amort. (N*s/m) Den Hartog 425.7 488.7 554.1 621.7 691.4 763.0 
Amort. (N*s/m) Poncela 458.5 537.2 628.2 702.2 752.8 832.2 
 
Para los estudios de ELSV, se usó el modelo de carga propuesto en la ISO 10137  
(ISO, 2007) para un peatón de 100 Kg, cuya señal fue ponderada en el tiempo 
usado la forma modal del primer modo de flexión (2,6 Hz). La razón de ponderar la 
señal de la carga es consecuencia de los estudios realizados en de Sebastián (de 
Sebastián, et al., 2013), donde se mostraba que el uso de modelos de carga sin 
ponderar daban sobreestimaciones de la respuesta. En la Figura 4. 25 se muestra 
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en azúl la señal de carga según la norma y en rojo una vez ponderada con la forma 
modal. Para el tiempo de duración de  la excitación se tuvo en cuenta la relación 
entre la velocidad de desplazamiento y la frecuencia de paso formulada en la guía 
fib (fib, 2005) y la propuesta por (Nummela, et al., 2007) 
 
Figura 4. 25 Modelo de carga usado en la PIA basado en ISO 10137 
 
En la Figura 4.26 se muestran las aceleraciones máximas obtenidas una vez 
acoplado un TMD de 200 a 500 Kg. De la gráfica se desprende que es necesario 
un TMD cercano a 500 Kg si se quiere tener una aceleración máxima menor de  
0.7m/s2 (UNE-EN 1995-2). Estos valores se compararán posteriormente con los 
obtenidos con una solución basada en un amortiguador de masa semiactivo de 
igual masa. 
  
Figura 4.26 Picos de aceleración máxima con TMDs de 200 a 500 kg en la PIA. 



















































4.4.1.3 TMD de la grúa de Comansa 
En (de Sebastián, et al., 2009) se presenta otro ejemplo de uso de amortiguadores 
de masa pasivos  en otro tipo de estructuras. En este caso los TMDs se emplearon 
para añadir amortiguamiento a los modos principales de la torre y pluma de una 






Figura 4.27 Grúa torre objeto del estudio “COMANSA LC2064”. a) Diseño CAD y b) Modelo en 
Elementos Finitos 
 
A partir de los datos y planos constructivos del fabricante, se modeló la grúa en 
elementos finitos haciendo uso de elementos shell como puede verse en la  Figura 
4.27. Con el objeto de realizar un ajuste manual de dicho modelo y calcular el 
amortiguamiento del primer modo de flexión de la torre al cual se sintonizarán los 
TMDs, se registró la vibración ambiental de la grúa mediante un acelerómetro en la 
parte alta de la torre y se identificaron las dos primeras frecuencias de la torre 
(0.242 Hz y 0.637 Hz). 
 
Una vez modelada usando MEF y ajustados los modos de la torre a las frecuencias 
obtenidas experimentales, se obtuvieron los modos de la Figura 4.28. En esta se 
presentan los parámetros modales (frecuencia, participación de masa) y formas 
modales de los dos primeros modos de flexión de la torre y la pluma. Por otra parte, 
el amortiguamiento de 0,7% de primer modo de flexión de la torre, fue calculado 
experimentalmente de los registros de aceleración mediante el método del 
decremento logarítmico. 
 





Figura 4.28 Parámetros modales de los primeros modos de la grúa con contrapeso. (Masa total de la grúa: 
66195 kg) 
 
De los modos obtenidos los que interesan amortiguar mediante un TMD son los de 
mayor masa modal, es decir el primer modo de flexión de la torre (modo 1) y el 
primer modo de flexión de la pluma (modo 2). 
 
Teniendo en cuenta que las grúas torre disponen de un contrapeso con un valor de 
masa elevado, esta masa, bien en su totalidad o parcialmente se presta bastante 
bien para su uso como TMD. El empleo de todo el contrapeso como masa del TMD 
supone que la masa del amortiguador de masa sea del orden de la masa modal del 
primer modo de la estructura a diferencia de las aplicaciones en estructuras civiles 
donde rara vez la razón de masas supera el  1%. El uso de tanta masa en el TMD 
plantea el problema de emplear estrategias mecánicas para reducir al mínimo el 
rozamiento cuando la masa se mueve. En el trabajo se estudiaron tres casos para 
la masa del TMD: a) emplear la totalidad del contrapeso (17500 kg), b) usar 10000 
Kg y c) usar 5000 kg. Los resultados en cuanto a masas y frecuencias de los dos 





Tabla 4.10 Parámetros modales de la grúa con distintos contrapesos actuando como TMD. 
Modo Frecuencia (Hz) Masa modal /Masa 
total 
Masa total grúa 
(Kg) 
Masa del contrapeso 
como TMD (Kg) 
1 0.293 0.452 48695 17500 
2 0.781 0.323 48695 17500 
1 0.270 0.490 56195 10000 
2 0.754 0.299 56195 10000 
1 0.257 0.511 61195 5000 
2 0.739 0.290 61195 5000 
 
Los parámetros óptimos para las tres propuestas de TMD, sintonizadas para el 
primer modo de flexión de la torre mediante la formulación de (Connor, 2003), se 
presentan en la Tabla 4.11  
Tabla 4.11 Parámetros óptimos de los TMD 
md (kg) kd (N/m) cd (Ns/m) fd (Hz) 
5000 8916.03 3012.46 0.2125 
10000 12675.45 7287.05 0.1795 
17500 11088.85 13001.00 0.1267 
 
 
Con estos valores se simuló la respuesta del modelo bidimensional de la grúa torre 
en el software Working Model 2D bajo una excitación escalón de magnitud igual a 
la carga máxima en punta de la pluma (2500 Kg). Una imagen del modelo en plena 
simulación se observa en la Fig. 6. En ella se puede ver como la masa del 
contrapeso es acoplada a la grúa mediante un muelle y un amortiguador. 
 
 
Figura 4.29 Simulaciones con un modelo bi-dimensional de la grúa torre en Working Model 2D. 
 
Las respuestas temporales simuladas con las distintas estrategias, fueron 
analizadas y comparadas en términos del incremento de amortiguamiento obtenido 
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en los dos primeros modos. Estos valores se presentan en la Tabla 4.12.  En ella se 
observa tanto la gran mejora de la dinámica del primer modo de la torre, como una 
pequeña mejoría de la dinámica de la pluma. En las simulaciones se ha trabajado 
sin amortiguamiento estructural para simplificar los cálculos. Es por ello, que no se 
usó el amortiguamiento de 0,7% calculado experimentalmente para la torre.  
Tabla 4.12 Amortiguamiento modal de la grúa con el TMD en sus dos primeros modos. 
Masa TMD 
(Kg.) 
Modo sintonizado Amortiguamiento 
modo 1 (%) 
Amortiguamiento 
modo 2 (%) 
17500 1º flexión torre 10.45 1.64 
10000 1º flexión torre 10.11 0.86 
5000 1º flexión torre 8.49 0.37 
 
 
 Figura 4.30. Patente ES1064158 (U) de TMD en grúa torre. 
 
El diseño de la ejecución práctica del TMD se reflejó en la patente ES1064158 
(Lorenzana & Poncela, 2007), cuyo esquema de diseño se presenta en la Figura 
4.30. 
 
4.4.2 Amortiguadores e masa adaptativos (ATMDs) 
En este apartado se presenta el estudio realizado para el diseño de un TMD 
adaptativo para el proceso de construcción de pilas en viaductos. 
4.4.2.1 TMD adaptativo del Viaducto de la Miel 
En (Casado, et al., 2007) se presentó un diseño de TMD adaptativo para su uso en 
combinación con los encofrados auto trepantes para la construcción de pilas de 
viaductos. El diseño se particularizó para las pilas del viaducto de La Miel que 
 
Cesta 





forma parte del tramo Nerja-Almuñécar de la autovía A7 del Mediterráneo, En 






Figura 4.31 Modelo FEM y parámetros modales de la pila de 92 metros del Viaducto de la Miel. 
 
El estudio se basó en la simulación del modelo de elementos finitos de la pila 
ajustado experimentalmente a las frecuencias de los dos primeros de flexión. Estas 
se obtuvieron del análisis espectral de los registros de aceleración realizados 
cuando la pila estaba a mitad de su altura y una vez finalizada. En la Figura 4.31, 
se presenta tanto el modelo en elementos finitos, como los valores de frecuencia y 
masa modal de los dos primeros modos de flexión para distintas alturas tras haber 
ajustado el modelo. 
 
Con estos datos, se estudiaron los resultados obtenidos para cuatro estrategias: 
 Caso B: TMD fijo a una altura de 50 metros y sintonizado a los parámetros 
modales de la pila finalizada (92 metros) 
 Caso C: TMD embarcado en el encofrado auto trepante y sintonizado a los 
parámetros modales de la pila finalizada (92 metros) 
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 Caso D: TMD fijo a una altura de 50 metros y sintonizado a los parámetros 
modales de la pila en esa altura. 
 Caso E: TMD embarcado en el encofrado auto trepante y sintonizado a los 
parámetros modales de la pila en cada instante. 
 
El Caso A corresponde a la pila sin TMD 
 
Figura 4.32. Tiempos de establecimiento para las distintas  propuestas de TMD. 
 
Con estos datos se simuló para cada caso el tiempo de establecimiento a distintas 
alturas constructivas de la respuesta libre de la pila una vez que esta es liberada de 
una carga fija lateral aplicada en la parte alta de la estructura. Como es lógico, el 
Caso E es el óptimo y por tanto el más deseable a nivel práctico. Con respecto a los 
otros, el Caso B es el más desfavorable y entre el caso C y D habría que valorar 
otros parámetros con es el aceleraciones máximas obtenidas cuando se aplican 
cargas tipo viento a la estructura. 
 
Con objeto de conocer cómo afectan los errores en el sintonizado del elemento de 
rigidez y amortiguamiento del TMD en el tiempo de establecimiento de la 
estructura, se hizo un estudio de sensibilidad de ambos parámetros. Los resultados 
obtenidos se presentan en la Figura 4.33, donde el eje de abscisas representa el 

















Case A:without TMD                       
Case B:TMD at 50m(tuned to 92m pier)     
Case C:TMD on formwork(tuned to 92m pier)
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tanto por ciento de variación respecto al valor óptimo de sintonizado de los 
parámetros de rigidez y amortiguamiento.   
 
Figura 4.33. Estudio de sensibilidad de los parámetros del TMD (tiempo de 
establecimiento) 
 
De la figura se concluye que el sintonizado del TMD es mucho más sensible a su 
parámetro de rigidez y que se obtienen mejores resultados cuando se dobla el valor 
del parámetro de amortiguamiento del TMD. Una explicación a esto es que para la 
estructura en estudio la formulación de Tsai y Lin (Tsai & Lin, 1993) usada en el 
sintonizado no fuera la óptima. 
 
En la Figura 4.34, se presenta el diseño conceptual de un TMD adaptativo para la 
construcción de pilas de viaductos. En este diseño se varía el amortiguamiento del 
TMD por medio del uso de amortiguadores magneto-reológicos y por simplicidad, se 
varía la masa del TMD en vez de su rigidez para alcanzar la frecuencia de 
sintonizado óptima. Para ello se propone el uso de una estructura metálica a modo 
de caja que se irá rellenando con el hormigón usado en la construcción de las pilas. 
La caja ira fijada al encofrado auto trepante por medio de vigas que establecerán el 
parámetro de rigidez del TMD. Para el control de los valores de amortiguamiento y 
cantidad de hormigón (masa TMD) depositada en la caja se propone el uso de un 
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tiempo real los parámetros del TMD y la pila. De esta forma se propone el uso de 
galgas extensiométricas en las vigas para el cálculo de la masa del TMD, el uso de 
acelerómetros en la caja y encofrado para conocer la respuesta del TMD y de la pila 
y el uso de un sensor de desplazamiento láser para conocer la altura real de la pila, 
cuyo valor puede ser usado para ir modificando los parámetros del TMD a tramos 
de forma planificada. 
 
 
Figura 4.34 Esquema de TMD adaptativo para la construcción de pilas de viaductos. 
4.4.3 Amortiguadores de masa semiactivos (SATMDs) 
En este apartado se muestra el diseño de amortiguadores de masa semiactivos 
para la PMC y la PIA. En ambos diseños se basa en un control tipo GroundHook y se 
usó la metodología propuesta en (Koo, 2003). Los resultados obtenidos en término 
de aceleraciones máximas se compararon con las obtenidas con TMDs de la misma 
masa y se verificó si estos valores cumplían con las aceleraciones máximas de 
confort marcadas por las distintas normativas.  
 
En el caso de la PMC, se trató de implementar físicamente el SATMD, 
aprovechando que se había desarrollado un TMD de 200 Kg de masa móvil. Para 
ello se sustituyeron los amortiguadores viscosos por un par de amortiguadores 
magneto-reológicos tipo esponja de Lord Corporation. Desafortunadamente estos 
amortiguadores daban valores de amortiguamiento muy inferiores a los necesarios 
según las simulaciones.  
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4.4.3.1 SATMD de la PMC 
En (Casado, et al., 2008) se presentó el diseño de un SATMD para el vano 2 de la 
PMC. Para su diseño se eligió un SATMD con amortiguadores MR con control tipo 
Ground Hook. 
 
Dentro de los cuatro esquemas de control Ground Hook propuestos por Koo:  
 on-off Velocity Based Ground Hook Control (on-off VB-GH) 
 continuous Velocity Based Ground Hook Control (continuous VB-GH)  
 on-off Displacement Based Ground Hook Control (on-off DB-GH) 
 continuous Displacement Based Ground Hook Control (continuous DB-GH),  
 
Los mejores resultados se obtuvieron aplicando la estrategia on-off DBG. Esta 
estrategia se resume en las expresiones (77), donde será necesario registrar el 
sentido de desplazamiento de la estructura y la velocidad relativa del SATMD con 
respecto a la estructura.  
 
A nivel práctico, la dirección del desplazamiento se puede obtener de un 
acelerómetro, teniendo en cuenta el desfase de 180º entre las dos magnitudes. En 
el caso de la velocidad relativa, esta puede ser obtenida derivando la señal de 
desplazamiento relativo entre la estructura y la masa del TMD obtenida por medio 





Figura 4.35 FRF obtenidas para el TMD y el SATMD en el vano 2 de la PMC. 
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En la Figura 4.35 se muestran las FRFs de la estructura sin amortiguadores de 
masa (verde), con un TMD de 200 kg óptimamente sintonizado (rosa) y con un 
SATMD de 200kg usando bien la estrategia on-off DBG, o bien, la on-off VBG (azul). 
De entre todas ellas, como ya se ha comentado, el SATMD con control on-off DBG 
es la que presentó mejores resultados. 
 
Los parámetros obtenidos en el algoritmo de optimización usando la estrategia on-
Off DBG se resumen en la Tabla 4.13. En la tabla se muestran los rangos de 
valores de cada parámetro, el valor inicial y el final obtenido en el proceso de 
optimización. 





Rango de parámetros Valor final 
Masa (Kg) 200 - 200 
Amortig. ON (N/ms) 3500 [600, 10000] 3938 
Amortig. OFF (N/ms) 100 [50, 600] 50 
Rigidez (N/m) 100000 [75000, 150000] 87709 
 
Con estos resultados, se intentó implementar físicamente mediante la modificación 
del TMD pasivo desarrollado, cambiando los amortiguadores hidráulicos por dos 
amortiguadores magneto-reológicos de tipo esponja cedidos a CARTIF por Lord 
Corporation. En la imagen de la derecha de la Figura 4.22 se puede ver uno de 
estos amortiguadores montados en la estructura del TMD. 
 
 





Previamente, estos amortiguadores habían sido caracterizados en conjunto con el 
TMD. La forma de controlar el amortiguamiento de los amortiguadores MR es 
mediante el cambio del valor de la intensidad de su circuito generador de campos 
magnéticos variables. De manera práctica, se utilizaron los dispositivos Wonder Box 
de Lord Corporation con los que mediante una señal en tensión (0-5 Vdc) se 
obtenía una intensidad proporcional. Esta curva fue caracterizada por Jiménez y 
Álvarez-Izaca (Jiménez & Álvarez-Izaca, 2005) como se muestra en la Figura 4.36. 
 
En el caso de los amortiguadores tipo esponja cedidos por Lord Corporation, se 
recomendaba no ser comandados con intensidades de más de 0,5 A para evitar 
sobrecalentamientos y por tanto el deterioro de dichos amortiguadores. De la curva 
de ajuste se obtuvo un valor de 1,66 Vdc.  
 
Con todos estos datos, se realizaron registros de aceleración de la masa del SATMD 
de 30 segundos cada uno y 200 Hz de frecuencia de muestreo, donde la tensión de 
mando de los Wonder Box se varió desde 0V en incrementos de 0.1 Vdc hasta 
llegar a 2Vdc. El objeto de los ensayos fue caracterizar el amortiguamiento obtenido 
con los distintos voltajes aplicando el método de decremento logarítmico a la 
respuesta libre de la masa. Para asegurar la linealidad de los resultados, se 
realizaron al menos tres ensayos por tensión. Los resultados obtenidos junto con 
un registro de ensayo se muestran en Figura 4.37. 
 
  
Figura 4.37 Ensayos de caracterización  de la curva Intensidad de salida-voltaje de entrada de la Wonder 
Box de Lord Corp. 
 
Carlos M. Casado  
128 
Como puede comprobarse en la gráfica, para valores de 0 a 0.5V el valor del 
coeficiente de amortiguamiento no varía, lo cual concuerda con la gráfica 
Intensidad-Voltaje de la Figura 4.36. A partir de 0.5V y a medida que se aumenta el 
voltaje de mando de los Wonder Box, el amortiguamiento se incrementa de forma 
más o menos lineal hasta que se alcanzan los 1.5V-1.6V momento en el cual no se 
consigue aumentar el amortiguamiento y en muchos casos este disminuye. Esto 
concuerda con la recomendación dada por Lord Corp. Un momento en la 
realización de estas pruebas junto con un detalle de los amortiguadores MR tipo 
esponja se muestra en la Figura 4. 38. 
 
 
Figura 4. 38 Pruebas de amortiguamiento del SATMD variando el voltaje de los amortiguadores MR. 
 
Analizando los valores de amortiguación obtenidos se observa como los valores de 
coeficiente de amortiguamiento obtenidos van de 80 Ns/m (o 40Ns/m por 
amortiguador) para tensiones de 0-0.5V a 500Ns/m (250Ns/m por amortiguador) 
para tensiones cercanas a 1.5V. Estos valores están muy lejos de los 3938 Ns/m 
calculados anteriormente (Tabla 4.13).  
 
Al repetir la simulación del control on-off DBG (Figura 4.35), pero con los valores de 
amortiguamiento experimentales, se obtuvieron las FRFs (rojo) de la Figura 4.39. 
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Los resultados mostraron que estos amortiguadores no eran válidos para su 
implementación en un SATMD de 200 kg para el vano 2 de la PMC. 
 
 
Figura 4.39 FRFs con los valores de amortiguamiento experimentales al usar los amortiguadores MR tipo 
esponja de Lord Corporation. 
4.4.3.2 SATMD de la PIA 
En (Casado, et al., 2017) se diseñaron SATMDs de masas entre 200 y 500 kg para 
la pasarela Isla dos Aguas en Palencia. Al igual que en la PMC se usó  la estrategia 
de control on-off DBG. 
 
En la Figura 4. 40 se muestran las FRFs obtenidas con TMDs y SATMDs 
sintonizados de forma óptima. En ellas se observa la notable mejoría que se 
obtiene con una solución semiactiva frente a una pasiva. En la Tabla 4. 15 se 




Figura 4. 40 FRFs  de la PIA sin amortiguadores de masa y con TMDs y SATMDs de: a) 200 kg y b) 300 
kg. 


































Carlos M. Casado  
130 
 
Tabla 4.14 Parámetros del SATMD (On-off DBG) obtenidos para distintas masas. 
Magnitud SATMD Masa (Kg) 
200 220 240 260 280 300 
Rigidez (N/m)  51704 56928 62171 67182 72177 77276 
Amortig. On (N*s/m) 1872.8 1657.5 2558 2763.5 3015.4 6433 
Amortig. Off (N*s/m) 101.8 243.4 99.8 90.3 98.9 108.6 
 
Al igual que en el caso del TMD, se hicieron estudios de ELSV usando el mismo 
modelo de carga ponderado basado en la norma ISO 10137 (Figura 4. 25). En la 
Figura 4. 41, se muestran las respuestas de la pasarela a esta carga sin 
amortiguadores de masa (negro), con un TMD de 300 kg (rosas) y un SATMD de 
300 Kg (azul). La figura muestra de nuevo la mejora obtenida con un SATMD frente 
a un TMD pasivo. 
 
 
Figura 4. 41 Respuesta temporal simulada de la PIA con TMD y SATMD de 300Kg 
 
En la Figura 4.42, se muestran los picos de aceleración obtenidos en las 
simulaciones con TMDs y SATMDs de masas entre 200 y 500 kg. La imagen 
muestra cómo, al contrario que en el caso de los TMDs donde se necesitaba una 
masa mínima de 500 kg, en el caso de un SATMD se necesitan masas inferiores a 
200 kg para cumplir con el Eurocódigo 5 (UNE-EN 1995-2). 
 

































Figura 4.42 Picos de aceleración máximos de la PIA con TMDs y SATMDs de masa entre 200 y 500 Kg. 
 
4.4.3.3 SATMD magnético de rigidez variable 
En (Lorenzana, et al., 2012) se presentó la patente de un amortiguador de masa 
magnético de rigidez variable. La variación de la rigidez se consigue mediante la 
interacción entre elementos magnéticos situados de forma alineada en el SATMD. 
En la práctica, uno o varios elementos magnéticos se situarán en la masa móvil, y 
otro conjunto en el bastidor del SATMD (fija a la estructura) enfrentado a los 
anteriores tal que se produzca la interacción entre los campos magnéticos 
presentes. De forma general podemos decir que si se produce un efecto de 
atracción entre los elementos magnéticos, aportaremos rigidez negativa a la 
estructura y por tanto disminuiremos la frecuencia del modo/modos de la 
estructura, y si se produce repulsión, el efecto será el de aportar rigidez positiva y 
en este caso aumentar la frecuencia del modo/modos de la estructura. 
 
En la Figura 4. 43 se muestran los principales elementos del SATMD de rigidez 
variable. Así, este dispositivo comprende medios de fijación,  de guiado y de ajuste 
de movimiento de una masa. Los medios de fijación y guiado de la masa (1) 
comprenden un soporte con la masa en uno de los extremos (1.1) y un eje de 
rotación en el otro (1.3). Los medios de ajuste de movimiento (3) comprenden un 
amortiguador (3.1), dos imanes permanentes (3.2) y una bobina electromagnética 
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(3.3). El amortiguador se dispone entre el bastidor y la masa, un imán se dispone 
sobre la masa (2) y el otro imán se dispone sobre el bastidor (5) enfrentado al 




Figura 4. 43 Principales elementos del SATMD magnético de rigidez variable. (Lorenzana, et al., 2012) 
 
La ventaja de este amortiguador de masa frente a otros es que evita los problemas 
de rozamiento de las soluciones con guiado vertical y debido a esto se consigue 
que la transferencia de energía inercial sea más eficiente. Otra ventaja consiste en 
que es posible adaptar los parámetros del amortiguador de masa y hacerlo de 
manera instantánea mediante la variación de la corriente que circula por las 
bobinas electromagnéticas, modificando así la rigidez del amortiguador de masa. 
 
En las pruebas llevadas a cabo se comprueba que el número preferente de los 
imanes permanentes dispuestos sobre la masa son dos, el de los imanes 
permanentes enfrentados a éstos son dos y las bobinas electromagnéticas 
correspondientes son dos, dispuestos equidistantes respecto del amortiguador 
para asegurar una mayor estabilidad. 
 
Ejemplos de realizaciones prácticas del SATMD adaptativo con imanes 
permanentes y con imanes permanentes y electroimanes fueron presentados por     
(Magdaleno, et al., 2016) y (Hernández, et al., 2017) respectivamente. En el último 
caso también se dotó al sistema de una amortiguación variable mediante la 
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variación del campo magnético de un electroimán situado en la masa móvil y 
enfrentado a una distancia fija de una placa de material no ferromagnético. 
4.4.4 Amortiguadores de masa activos (AMDs) 
En este apartado se muestra el diseño e implementación temporal de un AMD en la 
PMC de Valladolid. Por otra parte, se presentan los resultados de simulación 
obtenidos  al aplicar el control MVC al modelo modal del vano 2 de la PMC. 
4.4.4.1 Diseño e implementación de un AMD (CACF) para el vano 2 
de la PMC 
En (Casado, et al., 2013) se presentaron los estudios realizados para la 
implementación de un control activo basados en un AMD el vano 2 de la PMC y en 
una ley de control CAFC. Para la implementación física del AMD, se usó el excitador 
electrodinámico APS 400 de APS Dynamics ,cuyo modelo matemático es el 
mostrado en (69), dos acelerómetros de 1V/g de sensibilidad y un controlador (NI-
PXI-8101) con una tarjeta (NI PXI-6221) con 16 Entradas analógicas de 16 Bits a 
250 kS/s  y dos salidas analógicas de National Instrument. 
 
El diagrama de control es el de la Figura 3.31. Donde los parámetros seleccionados 
para cada uno de los elementos de control fueron =5,6 y =24,6 para el control 
directo, 50 para el control en realimentación, Kc=60 y Vs=1 para 
respectivamente, los parámetros de ganancia del controlador en lazo cerrado y 
máximo voltaje de control que definen el elemento no lineal. En el lugar de las 
raíces se observó que la ganancia límite a partir de la cual el actuador se volvía 
inestable era de 82. En cuanto al máximo voltaje de control, se observó que con 1v 
se evitaba la sobrecarga del actuador en todo el ancho de banda de la excitación. 
Con estos valores se obtuvo lugar de las raíces de la Figura 4.44. Donde la función 
de transferencia en lazo abierto era la combinación de las funciones de 
transferencia de la estructura (G(s)), del actuador (GA(s)), del control directo (CD(s)) y 
del control en realimentación (CF(s)). 
 
          T D A FG s C s G s G s C s  (80) 
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Las dinámicas introducidas por el sensor no se consideraron en el esquema de 
control ya que son despreciables en las frecuencias de interés para el control. La 
frecuencia de muestreo de los valores de aceleración fue de 1000Hz y la señal de 
control fue generada en cada periodo de muestreo. La señal de control digital se 




Figura 4.44  (a) Lugar de las raíces de la FT GT=GDGAGGF. (b) zoom del origen, (x) polos, (o) ceros, (A) 
actuador (F) Pasarela peatonal. (Casado, et al., 2013) 
 
 
Se hicieron varias pruebas caminando, corriendo y saltando en el vano 2 de la PMC 
parar valorar la eficacia del control diseñado. Teniendo en cuenta que el primer 
modo de la excitación del vano es el vertical a 3,5 Hz, las pruebas realizadas por un 
peatón de entorno a 100Kg fueron las de caminar a 1,75 Hz, correr a 3,5 Hz y 
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saltar a ambas frecuencias. En las pruebas de correr y caminar, el peatón hizo un 
recorrido de ida y vuelta en el vano 2, mientras que en las de saltar se hicieron con 
una duración de 30 segundos. Todas las pruebas se realizaron con la ayuda de un 
metrónomo el cual emitía una señal sonora a la frecuencia fijada. Estas pruebas 
también se hicieron con un control pasivo basado en un TMD de casi 200 Kg cuyo 
sintonizado se ha mostrado anteriormente.  
 
Para comparar los resultados obtenidos con la estrategia pasiva, la activa y la 
estructura desprovista de controles se usó el valor máximo de aceleración y el 
MTVV (Maximum Transient Vibration Value) obtenido a partir de la aceleración 
RMS. En la Figura 4.45 se muestra el registro temporal de la señal de aceleración 
del vano junto con la curva MTVV calculada de una de las pruebas realizadas. 
 
Tabla 4.15 Resultados de las pruebas de campo realizadas en el vano 2 de la PMC con distintas 
estrategias de control. (Casado, et al., 2013) 
 Sin control TMD Reducción (%) AMD Reducción (%) 
Caminar a 1,75 Hz:      
Aceleración pico (m/s2) 0,41 0,25 39 0,16 70 
MTVV (m/s2) 0,21 0,14 33 0,06 67 
Correr a 3,50 Hz:      
Aceleración pico (m/s2) 3,34 0,85 74 1,19 64 
MTVV (m/s2) 2,20 0,35 84 0,69 68 
Saltar a 1,75 Hz:      
Aceleración pico (m/s2) 2,28 0,45 80 0,59 74 
MTVV (m/s2) 1,35 0,24 82 0,26 80 
Saltar a 3,50 Hz:      
Aceleración pico (m/s2) 3,41 1,40 59 3,06 10 
MTVV (m/s2) 2,31 0,81 65 1,75 24 
 
 
El conjunto de los valores obtenidos en las pruebas se ha recogido en la Tabla 
4.15. En la ella se observa como el AMD diseñado con 30 kg de masa móvil trabaja 
bien, con reducciones por encima del 67% en términos de MTVV, para todas las 
pruebas excepto cuando se salta a la frecuencia de resonancia, donde la mejora 
cae hasta el 24%. Esto es principalmente debido al hecho de que la fuerza máxima 
de 400N que puede dar el AMD es considerablemente menor a la fuerza inducida 
por el peatón. En cambio el TMD con una masa cercana a 200 Kg responde mejor a 
esta excitación, no así a las excitaciones de baja amplitud que se obtienen al 
caminar donde la estrategia activa es claramente superior. 
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Figura 4.45 Prueba corriendo a 3,5 Hz: (a) Sin control. (b) TMD. (c) AMD. (Casado, et al., 2013) 
 
También se pueden comparar las dos estrategias pasiva y activa en términos del 
incremento del amortiguamiento obtenido en el modo en estudio. Para ello se 
calculó el amortiguamiento de la estructura mediante la aplicación del método del 
decremento logarítmico a las curvas temporales de aceleración obtenidas, una vez 
excitado el vano saltando tanto a su frecuencia de resonancia de 3,50 Hz como a la 
mitad de esta. Los resultados obtenidos se muestran en la  Tabla 4. 16 donde se 




Tabla 4. 16 Incremento del amortiguamiento con la estrategia pasiva y activa. (Casado, et al., 2013) 
 Sin control (%) TMD (%) AMD (%) 
Saltar a 1,75 Hz: 0,72 2,37 3,30 
Saltar a 3,50 Hz: 0,91 2,39 3,53 
 
4.4.4.2 Diseño de un AMD (MVF) para el vano 2 de la PMC 
En (Díaz, et al., 2011) se presentó el diseño de un control MVF para un AMD 
basado en un actuador inercial y se simuló su comportamiento en el vano 2 de la 
PMC de Valladolid. Con objeto de verificar la mejora obtenida con el MVC frente al 
DVF, también se diseñó y simuló este.  
 
Ambas estrategias (DVF y MVF) se diseñaron para cancelar el primer modo de 
vibración a 3.5 Hz, garantizando un margen de ganancia suficiente para el sistema 
AVC. En primer lugar, se diseñó el DVF, ajustando la ganancia en el lugar de las 
raíces de la FT en lazo abierto (81). 
 
 𝐺𝑇(𝑠) = 𝐺𝐴,1(𝑠)𝐺(𝑠)𝐶𝑜(𝑠) (81) 
 
Donde GA,1(s) es la FT del actuador de masa inercial APS 400 (69), G(s) es la FT de 
la PMC (79) y CO(s) es el integrador usado para obtener la velocidad de la 
estructura a partir de la aceleración (73). Del lugar de las raíces se obtuvo un límite 
de ganancia de 𝛾𝐷𝑉𝐶,𝑙𝑖𝑚𝑖𝑡 = 2010 para hacer el sistema inestable. Para la 
simulación se seleccionó un 𝛾𝐷𝑉𝐶 = 982 con el que se obtuvo un amortiguamiento 
del primer modo de 0,3 y un margen de ganancia de 6,22 dB, 
 
En cuanto al MVF, este se diseña para un 𝑤𝑓 = 𝑤1 = 3,48 ∗ 2 ∗ 𝜋 𝑟𝑎𝑑/𝑠 . Las 
ganancias del PD se fijaron a KP=-19,26 y KD=-0.04. con estos valores se dibujó el 
lugar de las raíces y se obtuvo un límite de ganancia de  𝛾𝑀𝑉𝐹,𝑙𝑖𝑚𝑖𝑡 = 7520. Si se 
selecciona una ganancia 𝛾𝑀𝑉𝐹 = 1130, se consigue el mismo amortiguamiento que 
en el DVF, pero un margen de ganancia bastante sensiblemente mayor (15,56 dB), 
mejorando la estabilidad relativa del AVC.  
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En la Figura 4. 46 se muestran las curvas de ganancia de las FT en lazo cerrado de 
la estructura con los dos controles y sin estos y la curva de ganancia de la FT de 
actuador inercial para los dos controles. De las curvas se deprende que la mejora 
dinámica obtenida en la PMC es similar, pero con el control MVF el actuador tendrá 







Figura 4. 46 Curvas de ganancia de las FT: a) PMC con los lazos de control (MVF,DVF), b) Actuador 
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5. CONCLUSIONES Y TRABAJOS FUTUROS 
La tesis que se presenta es la recopilación de los estudios realizados de forma 
individual y en colaboración en los últimos años dentro de la temática de análisis y 
control de vibraciones en estructuras esbeltas. La gran mayoría de los estudios han 
sido realizados en la Fundación CARTIF en colaboración con la Universidad de 
Valladolid. A continuación se presentan los proyectos de investigación financiados 
en los que se ha colaborado. 
 
 Proyecto de Investigación RTI2018-098425 del programa  estatal  de  I+D+i  
orientada  a  los retos  de  la  sociedad,  en  el  marco  del  plan  estatal  de  
investigación científica y técnica y de innovación 2017-202 del Ministerio de 
Ciencia, Innovación y Universidades. 
 
 Red de excelencia BIA2015-71942-REDT de la convocatoria 2015-Redes de 
excelencia del programa estatal de fomento de la investigación científica y 
técnica de excelencia del Ministerio de Ciencia, Innovación y Universidades. 
 
 Proyecto de investigación BIA2014-59321 del programa de apoyo a 
Proyectos de Investigación Fundamental No Orientada (PIFNO) del Ministerio 
de Ciencia y Competitividad. 
 
 Proyecto de investigación BIA2011-28493 del programa de apoyo a 
Proyectos de Investigación Fundamental No Orientada (PIFNO) del Ministerio 
de Ciencia e Innovación. 
 
 Proyecto de investigación VA019A07 del Programa de apoyo a proyectos de 
Investigación de la Junta de Castilla y León 
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 Proyecto de investigación PCT-380000-2007-4 financiado por el Ministerio 
de Educación y Ciencia. 
 
 Proyecto de investigación C16/2006 del programa de ayudas a la 
realización de proyectos de investigación, desarrollo e innovación 
tecnológica en el marco del Plan Nacional de Investigación Científica, 
Desarrollo e Innovación Tecnológica 2004-2007, correspondientes al Área 
de Transportes y Construcción, del Ministerio de Fomento. 
 
 Proyecto de investigación FIT 380000-2005-0104 DRAGADOS S.A 
financiado por el Ministerio de Industria. 
 
De la colaboración en estos proyectos y otros internos en CARTIF, se presenta a 
continuación las principales conclusiones a las que se ha llegado, las aportaciones 
realizadas  y se proponen una serie de trabajos futuros a modo de continuación de 
la investigación desarrollada. 
 
5.1 Conclusiones y aportaciones de la tesis 
Esta tesis ha sido principalmente experimental, en la que se han investigado, 
desarrollado e implementado diferentes metodologías para la implementación de 
controles de vibraciones en estructuras esbeltas. 
 
Dentro de estas metodologías, la tesis se ha centrado en el diseño y  desarrollo de 
amortiguadores de masa de distintas tipologías. Para poder llegar a este objetivo, 
han sido necesarios pasos previos, como el de modelar las estructuras en estudio, 
o el de evaluar el comportamiento de las soluciones diseñadas de forma que se 
cuantificara su mejora y se verificara si cumplían con los estados límite de servicio 
de las normativas. 
 
De los trabajos realizados se llega a las siguientes conclusiones. 
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 Existen métodos alternativos al EMA para identificar el conjunto de 
parámetros modales y más concretamente la masa modal de los modos 
bajo estudio con equipos mas sencillos. La idea de estos métodos, como es 
el de Brownjhon o el basado en un oscilador acoplado, es el de poder hacer 
la identificación sin necesitar equipos caros y pesados para excitar de 
manera controlada las estructuras. 
 
 Las normativas y guías de diseño de estructuras civiles, proponen modelos 
de carga que en general, sobreestiman las respuestas de las estructuras 
cuando se las somete a cargas reales y es por ello que habría que mejorar 
estos modelos de carga añadiendo más variables como puede ser el vector 
de coordenadas de las formas modales. 
 
 Los amortiguadores de masa pasivos (TMDs), son sistemas fiables para la 
mejora de la respuesta dinámica de las estructuras siempre que sean 
correctamente sintonizados, la estructura tenga un comportamiento lineal 
en el tiempo y tenga uno o pocos modos dominantes mas o menos alejados. 
En otros caso, se propone el uso de MTMDs o AMDs 
 
 La mayoría de las formulaciones y algoritmos de optimización para el 
sintonizado de los TMDs dan resultados similares, por lo que no se 
recomienda emplear muchos recursos en la búsqueda del mejor sintonizado 
teórico, ya que debido a las incertidumbres del modelo de la estructura 
usado para las simulaciones, siempre habrá que hacer un sintonizado fino 
del TMD una vez instalado físicamente en las estructuras. 
 
 Los AMDs y SATMDs mejoran notablemente el comportamiento de un TMD 
pasivo en igualdad de condiciones de masa. En el caso de los AMDs, al 
contrario que en los TMDs, con un solo dispositivo se consigue la mejora de 
la dinámica de varios modos de la estructura, por lo que son indicados para 
su uso en estructuras más complejas siempre que se conozcan todos los 
modos en el rango de frecuencias de control y así evitar problemas como el 
spillover.  
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 Una de las mayores dificultades para la implementación física de cualquier 
tipología de amortiguador de masa, es la falta de elementos comerciales 
(muelles, amortiguadores de bajo valor, amortiguadores MR, actuadores de 
masa inercial,…).  
 
A continuación se presentan las principales aportaciones asociadas a los diferentes 
campos del estudio dinámico de vibraciones: 
 
(i) En el apartado de modelado y caracterización dinámica de estructuras 
esbeltas, se han aplicado métodos numéricos (MEF) y experimentales 
(EMA, OMA) para la identificación de parámetros modales y desarrollo de 
modelos de diferentes estructuras esbeltas (Pasarelas peatonales PMC, 
PIA y PPGB, grúas torre comerciales, pilas de viaducto y chimeneas 
industriales entre otras). Se han aplicado de forma experimental nuevas 
metodologías para el cálculo de la masa modal de las estructuras, como 
el propuesto por Brownjhon basado en el ajuste de la parte creciente de 
la respuesta (Build-up) y se colaboró en el desarrollo de un nuevo 
método en el dominio del tiempo y de la frecuencia basado en el 
acoplamiento de un oscilador de masa conocida.  
 
(ii) En el apartado de verificación del ELSV en estructuras civiles, se 
recopilaron y estudiaron las diversas normativas nacionales e 
internacionales y las distintas guías de diseño (fib, Setra, Hivoss) 
presentes en la bibliografía. Por otro lado, se colaboró en las pruebas de 
campo para la verificación del ELSV de las pasarelas PMC, PIA y PPGB, 
donde se comprobó cómo los modelos de carga sugeridos por guías y 
normas como SETRA o la ISO 10137 sobreestimaban los valores reales 
obtenidos en las pruebas de campo, por lo que se sugirió que dichos 
modelos fueran ponderados por la forma modal del modo en estudio. 
Finalmente, se ha colaborado en el desarrollo y puesta a punto de un 
SHM (Structural Health Monitoring) para la PPGB, basado en 
acelerómetros de bajo coste MEMS y un registrador de National 
Instrument. Con los registros realizados de forma continua durante mas 
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de un año, se ha analizado el ELSV por tramos horarios y época del año y 
la variación de los parámetros modales en relación a los parámetros 
medioambientales. 
 
(iii) En el apartado de diseño y desarrollo de sistemas de control de 
vibraciones basados en amortiguadores de masa de distinta tipología, se 
diseñaron y simularon amortiguadores de masa pasivos (TMD) para 
distintas estructuras (Pasarelas peatonales PMC, PIA y PPGB, la grúa 
torre Modelo LC2064 de COMANSA y una chimenea industrial). Para su 
sintonizado óptimo se emplearon algunas de las numerosas 
formulaciones presentes en la bibliografía y se desarrolló un algoritmo 
de optimización para el diseño de controladores H∞ de orden fijo basado 
en la iteración dual de Iwasaki (Iwasaki, 1999) para la resolución de 
desigualdades lineales matriciales (LMI). Se colaboró en el diseño, 
construcción y puesta a punto de un TMD pasivo de peso variable en el 
rango de  200kg para el vano 2 de la PMC. Se hizo el diseño conceptual 
de un amortiguación de masa adaptativo (ATMD) para la construcción de 
pilas de viaducto mediante encofrados autotrepantes/deslizantes. Los 
estudios se centraron en una pila de 92 metros del viaducto de la Miel 
en el tramo Nerja-Almuñécar de la Autovía A7 del Mediterráneo. Se 
diseñaron Amortiguadores de masa semiactivos (SATMD) para las 
pasarelas peatonales PMC (vano 2) y PIA basados en la ley de control on-
off DBG propuesta por Koo (Koo, 2003). Se trató de implementar un 
SATMD en la PMC (vano 2), intercambiando los amortiguadores de masa 
viscosos del TMD desarrollados por amortiguadores magnetoreológicos 
de tipo esponja cedidos por Lord Corporation. Para ello se caracterizó el 
amortiguamiento del SATMD para distintas intensidades de comando de 
los amortiguadores MR y se comprobó que daban valores lejanos a los 
calculados. Se colaboró en el diseño de un control neuro-fuzzy para un 
SATMD con amortiguadores MR en el vano 2 de la PMC. Se diseñaron 
controles basados en amortiguadores de masa activos (AMD) para la 
PMC (vano 2)  y se propusieron dos lazos de control (CACF y MVF). El 
CACF o control basado en la realimentación compensada de la 
aceleración consistió en una serie de controles directos y en 
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realimentación con los que se consiguió aumentar el amortiguamiento 
de la estructura y hacer mas rápida su respuesta. El MVF o control por 
realimentación de la velocidad mejorado consistió en partiendo de un 
control DVFC añadir un lazo interno al actuador para mejorar su 
respuesta dinámica. La implementación del control MVF fue simulada 
para la PMC(vano 2), mientras que el control CACF se implementó de 
forma temporal en el vano 2 de la PMC mediante el uso de un excitador 
de masa inercial modelo APS 400 de APS Dynamics y un equipo de 
control de National Instrument, dando lugar a una de las primeras 
implementaciones reales de un AMD en una pasarela. La publicación 
donde se presentaron los resultados y que se presenta como aval de 
calidad de la tesis, ha sido referenciada hasta ahora por cerca de 40 
artículos JCR. 
 
5.2 Trabajos futuros 
 
A continuación se exponen algunos de los posibles trabajos futuros: 
 
(i) Desarrollo de nuevos modelos de carga de peatones en pasarelas 
peatonales que den como resultado respuestas más cercanas a la 
realidad cuando se usen como entradas en la simulación de las 
estructuras bajo estudio. 
 
(ii) Implementación de sistemas SHM de bajo coste en las estructuras 
estudiadas. Estos sistemas estarán diseñados bajo el paradigma del IOT 
(Internet Of Things), de forma que las estimaciones del ELSV sea 
fácilmente accesible por los distintos agentes involucrados en la gestión 
y mantenimiento de la estructura. Por otra parte se estudiará y 
desarrollarán algoritmos para la detección de fallos basadas en técnicas 
en el dominio de la frecuencia y del tiempo (Deep learning techniques). 
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(iii) Investigar, desarrollar e implementar nuevos sistemas de control 
semiactivo, teniendo como premisa el alcanzar controles altamente 
eficientes que produzcan grandes fuerzas de control con consumos 
energéticos contenidos.  
 
(iv) Desarrollo e implementación de algoritmos de control activo MIMO que 
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